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Dans le cadre du stockage des déchets radioactifs en couches géologiques profondes 
(argilite du Callovo-Oxfordien), des bétons à faible alcalinité et à faible chaleur d’hydratation 
référencés «bas pH » ont été élaborés. L’utilisation de ces types de béton permet de limiter la 
dégradation des propriétés confinantes du matériau argileux type bentonite. Deux bétons bas 
pH à base de liants ternaires ont étudiés : un composé de ciment, fumée de silice et cendres 
volantes (TCV) et l’autre composé de ciment, fumée de silice et laitier moulu de haut 
fourneau (TL). L’objectif de l’étude est d’analyser le comportement de ces matériaux pour 
s’assurer : d’une mise en œuvre correcte à l’échelle industrielle, d’une bonne tenue chimique 
et mécanique dans le temps et d’un confinement performant. Le programme expérimental 
comprend la caractérisation physico-chimique et mécanique de ces matériaux à forte teneur en 
additions et est couplé à de la modélisation dans le but, in fine, de disposer d’outils permettant 
de prédire leur comportement au sein de l’ouvrage. Les résultats montrent qu’un cobroyage 
des constituants du liant permet d’améliorer la réactivité du liant et de s’assurer d’une bonne 
robustesse des formules de béton. La condition essentielle de l’obtention d’un pH de leur 
solution interstitielle de 11 est assurée dès 28 jours. Les bétons peuvent être considérés à 
faible chaleur d’hydratation du fait des échauffements rencontrés à court terme. A long terme, 
de hautes performances mécaniques, de faibles coefficients de perméabilité et de diffusion 
sont obtenus sur ces matériaux. Les modélisations de l’hydratation, de l’évolution de 
propriétés mécaniques, de l’endommagement, des déformations différées et des transferts 
hydriques ont été abordées. Le modèle d’hydratation utilisé a été adapté aux liants ternaires en 
prenant en compte les phénomènes de nucléation des additions sur l’hydratation du ciment. 
Pour les autres modèles, l’acquisition des mesures expérimentales a permis de fournir les 
données d’entrée pour leur utilisation et de vérifier leur validité sur des liants fortement 
dilués. Tous ces travaux permettent au final d’envisager sereinement la modélisation et la 
prédiction du comportement des structures réalisées en béton bas pH. 
MOTS CLES 
Bétons bas pH, formulation, ouvrabilité, hydratation, comportement mécanique, 





In the context of the radioactive wastes disposal in deep geological repository of clay, 
low-alkalinity and low heat of hydration concretes referenced «low pH » were designed. The 
degradation of the properties of the clay can be limited by using these types of concrete. Two 
types of low pH binder were chosen for this research: the first one is comprised of cement, 
silica fume and fly ash (TCV) and the other one is comprised of cement, silica fume and slag 
(TL). The objective of this research is to comprehend the behavior of these concrete in order 
to ensure the well-placing of the fresh concrete at an industrial scale and good mechanical 
performances, chemical stability and confining properties. The experimental program focuses 
on a physico-chemical and mechanical characterization of these recent materials with high 
pozzolanic addition content. The experimental data are then modeled for the purpose of 
having a tool that, in the end, is able to predict the behavior of the low pH concretes within 
the structure. The results show that grinding altogether the three constituents improves the 
reactivity of the binder and allows a good reproducibility of the low pH design. The most 
important criterion which is a pH of the interstitial solution below 11 is met at 28 days. The 
heat measurements at early age show that the low pH concretes are low heat of hydration 
concretes as well.  In the long run, high mechanical performances, low permeabilities and 
diffusivities were obtained on these materials. The modeling of the hydration, evolution of 
mechanical properties, damage, creep and hydric transfers is also covered in this thesis. The 
model of hydration was adjusted to match the hydration of ternary binders by taking into 
account the effects of the additions such as the heterogeneous nucleation, on the hydration of 
the cement. As for the other models, the experimental results were used as data input to 
validate the models on binders with high replacement rates. Ultimately, this work allows us to 
contemplate serenely the modeling and the prediction of the behavior of structure made of 
low pH concretes. 
KEYWORDS 
Low pH concretes, mix design, workability, hydration, mechanical behavior, delayed 
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La gestion des déchets nucléaires est une mission confiée à l’Agence Nationale de 
gestion des Déchets Radioactifs (Andra) depuis l’entrée en vigueur de la loi du 31 décembre 
1991 relative à la santé et à la sécurité de travail (et prorogée depuis par celle du 28 juin 
2006). L’idée principale repose sur le stockage en formation géologique profonde pour 
assurer le confinement des déchets jusqu'à ce que leurs indices d’activités reviennent à un 
niveau négligeable [Andra, 2005]. Les galeries de stockage seront construites située dans le 
secteur de la Meuse et de la Haute Marne. La couche souterraine localisée entre 400 et 600 m 
de profondeur est composée d’argilite datant du Callovo-Oxfordien et présente une nature 
favorable pour le stockage des déchets (Figure 0 – 1). Cette formation argileuse a des 
propriétés intrinsèques intéressantes de par sa nature (mélange de minéraux argileux, de 
carbonates et de quartz) qui implique une circulation d’eau, principal facteur d’altération 
chimique, faible de par l’agencement des minéraux composés de cristaux microscopiques en 
forme de feuillets d’alumine et de silice qui piègent les molécules d’eau. Les travaux menés à 
l’Andra visent à évaluer les performances du milieu naturel lors des sollicitations thermiques, 
hydriques, chimiques et mécaniques représentatives de la construction du site, de son 
exploitation, des matériaux qui seront placés à son contact (bétons, déchets de Moyenne 
Activité à Vie Longue (MALV)) et de la dégradation de ces matériaux à long terme. 
 
Figure 0 – 1 : Bloc diagramme géologique 3D du secteur de Meuse/Haute-Marne [Andra, 2005] 
L’utilisation d’un matériau cimentaire est envisagée pour la confection des ouvrages 





composants du stockage tels que les puits, les galeries d’accès et les alvéoles de déchets de 
Moyenne Activité à Vie Longue (MAVL). Les avantages d’une construction en béton sont les 
mêmes que dans le génie civil, à savoir une bonne tenue mécanique, une bonne étanchéité et 
une longue durée de service par rapport aux autres matériaux. Cependant, un des obstacles 
majeurs d’un ouvrage avec des interactions béton/argile est la dégradation de l’argile. En 
effet, la lixiviation des matériaux cimentaires libère un panache alcalin (calcium, sodium, 
potassium et anions hydroxydes associés) qui va pénétrer dans l’argile et modifier ses 
propriétés, par illitisation notamment, ce qui implique une perte de ses propriétés de 
gonflement [ECOCLAY II, 2005]. L’autre obstacle auquel une construction classique à base 
de ciment Portland se heurterait est l’apparition d’une fissuration dans les parties massives des 
ouvrages due en partie à la forte exothermicité des réactions d’hydratation qui nuirait donc à 
la bonne étanchéité de l’ouvrage. Des bétons à faible alcalinité et à faible chaleur 
d’hydratation référencés « bétons bas pH » ont été élaborés pour minimiser les effets précités. 
Dans le concept actuel, le scellement des galeries (Figure 0 – 2) est assuré par un 
bouchon de bentonite maintenu par des massifs d’appui en béton bas pH. Ces supports 
serviront à confiner mécaniquement les bouchons d’argile. Le choix d’un béton bas pH 
permet de limiter les interactions entre le bouchon d’alvéole et le matériau cimentaire 
[Alexander, 2005], mais aussi de réduire l’élévation de température induit par l’hydratation du 
ciment. 
 
Figure 0 – 2 : Concept français des alvéoles de stockage de déchets 
L’Andra a établi un cahier des charges pour ces matériaux. L’objectif est de pouvoir 





deux obstacles précédemment cités. Les spécificités des bétons bas pH requises à l’état frais et 
à l’état durci sont les suivantes : 
 Le pH de la solution interstitielle doit être inférieur à 11 pour limiter l’attaque 
alcaline de l’argile ; 
 L’élévation de température durant l’hydratation ne doit pas excéder 20°C en 
condition semi-adiabatique par essai Langavant pour limiter les gradients 
thermiques dans le massif d’appui ; 
 Une bonne performance mécanique, soit 70 MPa en compression à long terme, qui 
est un des indicateurs de durabilité ; 
 Un retrait analogue aux Bétons Hautes Performances (BHP) de même classe soit 
environ 500 à 600 µm/m à stabilisation ; 
 Une ouvrabilité plastique (a minima) et un maintien de la durée pratique 
d’utilisation (DPU) d’environ 2h. 
Des études précédentes [Cau-Dit-Coumes et al., 2006; Codina, 2007], deux formules 
de béton à base de liant ternaire ont été retenues comme potentielles candidates pour les 
massifs de scellement. La première formule référencée TCV est constitué d’un liant composé 
de ciment Portland, de fumée de silice et de cendres volantes. La seconde formule TL présente 
un liant composé de ciment, fumée de silice et laitier. L’objectif de ce travail de thèse consiste 
principalement en la caractérisation physico-chimique de ces matériaux, récents et assez 
éloignés des bétons classiques, du fait de leur forte teneur en additions. Ces informations sont 
nécessaires à la compréhension de leur comportement au sein de l’ouvrage sur le long terme. 
Plusieurs objectifs ont été établis dans ce sens : 
 Figer deux formules de référence « Andra » (TCV et TL) respectant le cahier des 
charges cité préalablement. 
 Définir une liste de préconisations (conditionnement, hydrométrie, température…) 
pour le coulage à grande échelle. 
 Acquérir les données nécessaires à la compréhension de leur comportement au 
jeune âge.  
 Confronter ces données à l’évolution du degré d’hydratation pour renforcer les 
connaissances au  jeune âge, ceci afin de mieux anticiper les propriétés à long 





 Evaluer les propriétés mécaniques et les déformations différées pour fournir des 
données indispensables à la modélisation Thermo-Hydro-Chemo-Mécanique 
(THCM). 
 Evaluer les propriétés de transfert à l’aide de différentes méthodes pour pouvoir 
situer les bétons bas pH par rapport aux bétons plus courant et vérifier ainsi leurs 
bonnes propriétés confinantes.  
La démarche mise en œuvre est divisée en quatre étapes qui concernent: (i) les 
matériaux et la formulation, (ii) le comportement à l’état frais et la rhéologie, (iii) l’étude de 
l’hydratation et (iv) le comportement des bétons bas pH à l’état durci. 
Dans le premier chapitre, un rappel sur les ciments, les additions pouzzolaniques ainsi 
que la chimie des matériaux cimentaires (hydratation du ciment, description des hydrates et la 
solution interstitielle) est réalisé. Cette partie présente une synthèse bibliographique des 
propriétés du béton à l’état frais et durci. La bibliographie est très fournie sur ce sujet pour un 
béton classique mais pour les bétons bas pH dont les liants sont fortement dilués en additions 
pouzzolaniques, il est difficile de transposer ces connaissances. Ce chapitre permet de mettre 
en évidence le manque de connaissance associé au comportement des bétons bas pH et 
apporte, quand cela est possible, des éléments de comparaison avec des matériaux plus connus 
(bétons à base de CEM I, CEM V). 
Le deuxième chapitre concerne la formulation du béton satisfaisant le cahier des 
charges de l’Andra. Sont inclus dans cette partie, les essais à l’état frais relatifs aux conditions 
de mise en œuvre et une étude rhéologique de ces bétons. L’influence et l’impact de différents 
paramètres de formulation ont été étudiés pour obtenir les propriétés souhaitées. Ces travaux 
permettront de dresser une liste des précautions à prendre pour assurer une mise en œuvre 
correcte in-situ. 
Le troisième chapitre décrit l’hydratation au cours du temps des deux bétons bas pH 
étudiés. Des indicateurs d’hydratation sont mesurées expérimentalement et les résultats 
obtenus sont confrontés à des simulations obtenues à partir d’un modèle d’hydratation adapté 
aux liants ternaires, notamment pour l’hydratation au jeune âge. En effet, il est important de 
maîtriser le comportement du béton au jeune âge à travers la modélisation pour être capable 
de simuler le comportement de la structure sur plusieurs milliers d’années. Cette partie nous 
servira de socle de connaissances pour interpréter, dans le chapitre suivant, les résultats 





Le dernier chapitre est consacré au comportement des bétons bas pH à l’état durci. 
Cette partie comporte les évolutions des propriétés mécaniques et des déformations 
instantanées et différées du béton dans le temps. Une étude des propriétés de transfert est 
aussi réalisée pour évaluer la durabilité de ces matériaux. Les résultats sont confrontés à ceux 
obtenus sur des bétons de résistances similaires (BHP à base de CEM I) et à des bétons avec 
de forte teneur en additions (CEM V) dans le but de situer les bétons bas pH sur ces aspects. 
Ce mémoire se termine par une synthèse de l’ensemble des résultats obtenus et par une 
présentation des nouvelles perspectives à envisager sur le sujet. 
 










CHAPITRE 1 : 
SYNTHESE BIBLIOGRAPHIQUE 
  





Ce chapitre propose de dresser un état de l’art des connaissances des matériaux 
cimentaires et plus particulièrement des bétons bas pH. Ces matériaux assez récents et 
éloignés des bétons classiques en raison de leurs fortes teneurs en additions ont des 
comportements à l’état frais et à l’état durci qui peuvent s’écarter des bétons traditionnels.  
L’hydratation du liant est un paramètre central de la simulation du comportement 
Thermo-Hydro-Chemo-Mécanique (THCM) de l’ouvrage puisqu’elle conditionne le 
comportement au jeune âge. Les liants bas pH comportant une fraction de ciment Portland et 
des ajouts minéraux, la première partie de ce chapitre constitue un rappel sur l’hydratation et 
la chimie des ciments. Il s’agit d’une description succincte des constituants ainsi que des 
réactions d’hydratation du clinker. Nous présenterons ensuite les connaissances actuelles des 
liants bas-pH, le principe de formulation et l’impact des additions pouzzolaniques sur la 
chimie de la pâte de ciment  
La microstructure d’un béton permet d’apporter plusieurs informations sur le 
comportement macroscopique. La proportion importante d’additions siliceuses conduit au 
cours de l’hydratation à la formation d’hydrates différents de ceux d’un béton classique et 
donc à une microstructure particulière. Cette partie présente une description des hydrates, une 
étude de la solution interstitielle et de l’impact sur le comportement du béton. La modélisation 
de l’hydratation des liants avec des additions est indispensable pour prédire l’hydratation des 
bétons bas pH et appréhender leur comportement à long terme. Nous nous intéresserons donc 
aux approches de modélisation de l’hydratation qui existent dans la littérature. 
Dans le chapitre sur le comportement à l’état frais, nous présenterons les conditions de 
mise en œuvre envisagées par l’Andra, pour mieux comprendre le contexte de l’étude 
actuelle. Un bilan des résultats sur les propriétés à l’état frais des bétons bas pH de 
précédentes études sera réalisé. Nous ferons aussi un rappel des définitions des différentes 
grandeurs rhéologiques qui seront évaluées sur les bétons bas pH au cours de la thèse. Nous 
aborderons aussi les méthodes utilisées pour déterminer les déformations au jeune âge dans 
l’optique d’en appliquer dans notre étude afin de pouvoir disposer de l’ensemble des 
déformations du béton au cours de sa durée de vie. 
La dernière partie concerne le comportement à l’état durci du béton et les particularités 
recensées pour le béton bas pH. Pour cela, nous verrons successivement le comportement 
mécanique, les déformations instantanées et différées ainsi que les propriétés de transfert de 




ces matériaux. Au terme de cette synthèse bibliographique, nous dégagerons les objectifs de 
notre travail ainsi que les choix effectués pour la réalisation du plan expérimental. 
I.1. Des ciments Portland aux liants bas pH 
La prédiction de l’hydratation du béton lorsque celui-ci est constitué d’un mélange de 
différents constituants, nécessite une bonne maîtrise des processus physico-chimiques au 
cours de l’hydratation. En effet, ils vont conditionner la nature des hydrates et leurs fractions 
volumiques occupées dans la pâte en fonction du temps, ce qui régira les comportements 
physique, chimique et mécanique du béton et donc sa tenue en phase d’exploitation. Cette 
première partie est consacrée aux processus d’hydratation physico-chimiques des ciments 
Portland et composés. 
I.1.1. Ciment Portland 
I.1.1.1. Description de la composition 
Le ciment Portland CEM I (sans ajout) est un des ciments le plus couramment utilisés 
en Génie Civil. Il est constitué à plus de 90% de clinker broyé, environ 3-5% de régulateur de 
prise (gypse ou anhydrite) et d’une quantité de constituants secondaires (< 5%). Dans la 
composition minéralogique, selon la norme [NF EN 197-1, 2012], la proportion massique du 
clinker est au moins égale à 2/3 de C3S et C2S (en notation conventionnelle de la chimie des 
ciments) et le tiers restant est constitué de C3A et de C4AF. Un récapitulatif des phases 
cristallines est consigné dans le Tableau I – 1 auxquelles s’ajoutent les composants 
minoritaires (sulfates, alcalins et chaux libre). 
Tableau I – 1 : Proportion des constituants du clinker 
Constituants du clinker Formule  
Notation 
cimentaire 
% massique dans le 
clinker 
Silicate tricalcique (alite) Ca3SiO5 C3S 60 - 65 
Silicate bicalcique (bélite) Ca2SiO4 C2S 10 - 20 
Aluminate tricalcique  Ca3Al2O6 C3A 4 - 12 
Aluminoferrite tétracalcique Ca4Al2O10Fe2 C4AF 4 - 10 
I.1.1.2. Réaction d’hydratation du clinker 
Le processus d’hydratation du ciment Portland est complexe et implique des réactions 
chimiques, exothermiques et thermoactivées entre un matériau pulvérulent aux grains 
polyphasiques (ciment) et un milieu de dispersion liquide (eau de gâchage). Cette eau 




provoque la réaction simultanée des différentes phases du ciment Portland. Les équations 
bilans et la stœchiométrie des réactions d’hydratation du clinker se résument à celles des 
quatre principaux constituants. Les équations pour décrire les réactions d’hydratation du 
ciment Portland [Bogue et Lerch, 1934 ; Mindess, 1981 ; Lea, 1998] peuvent s’écrire de la 
manière suivante :  
Pour l’hydratation du C3S : 
L’hydratation des phases C3S conduit à la formation des silicates de calcium hydratés 
(C-S-H), de la portlandite (CH) et s’accompagne d’un dégagement de chaleur (Q) important 
puisque la réaction est exothermique.  
  𝐶3𝑆 + (3 + 𝑚 − 𝑛)𝐻 →  𝐶𝑛𝑆𝐻𝑚 + (3 − 𝑛) 𝐶𝐻 + 𝑄𝐶3𝑆  (I – 1) 
Pour l’hydratation du C2S : 
La réaction d'hydratation du C2S est beaucoup plus lente et moins exothermique que 
celle du C3S. La présence résiduelle d’une fraction de C2S est souvent constatée même après 
plusieurs mois d’hydratation selon [Brunauer et al., 1958] cité par [Adenot, 1992]. Cependant, 
les produits de l’hydratation sont similaires à ceux du C3S. 
  𝐶2𝑆 + (2 + 𝑚 − 𝑛)𝐻 → 𝐶𝑛𝑆𝐻𝑚 + (2 − 𝑛) 𝐶𝐻 + +𝑄𝐶2𝑆  (I – 2) 
Pour l’hydratation du C3A  
La réaction d’hydratation du C3A seule est très rapide, exothermique et conduit à une 
rigidification trop rapide de la pâte par la formation de l’hydrogénât C3AH6. Le gypse est 
ainsi ajouté pour mieux contrôler la prise du ciment. Après la consommation du gypse, la 
solution est sous-saturée par rapport à l’ettringite et cette dernière se dissout pour former du 
monosulfoaluminate. 
  𝐶3𝐴 + 6𝐻 → 𝐶3𝐴𝐻6 + 𝑄𝐶3𝐴  
  𝐶3𝐴 + 3𝐶𝑆̅𝐻2 (𝑔𝑦𝑝𝑠𝑒) + 26𝐻 → 𝐶6𝐴𝑆3̅𝐻32 (𝑒𝑡𝑡𝑟𝑖𝑛𝑔𝑖𝑡𝑒) + 𝑄𝐶3𝐴 
  𝐶6𝑆3̅𝐻32 + 2𝐶3𝐴 + 4𝐻 →  3𝐶4𝐴𝑆̅𝐻12 (𝑚𝑜𝑛𝑜𝑠𝑢𝑙𝑓𝑜𝑎𝑙𝑢𝑚𝑖𝑛𝑎𝑡𝑒) +𝑄𝐶3𝐴 (I – 3) 
Pour l’hydratation du C4AF  
La réaction d'hydratation du C4AF est similaire à celle du C3A. Cependant, la 
cinétique est plus lente et les produits formés contiennent de l’oxyde de fer Fe2O3. 
  𝐶4𝐴𝐹 + 10𝐻 → 𝐶3𝐴𝐻6 + 𝐶𝐻 + 𝐹𝐻3 + 𝑄𝐶4𝐴𝐹  




  𝐶4𝐴𝐹 + 3𝐶𝑆̅𝐻2 + 30𝐻 → 𝐶6𝐴𝑆3̅𝐻32 + 𝐶𝐻 + 𝐹𝐻3 + 𝑄𝐶4𝐴𝐹 
  𝐶6𝑆3̅𝐻32 + 2𝐶3𝐴 + 4𝐻 →  3𝐶4𝐴𝑆̅𝐻12 (𝑚𝑜𝑛𝑜𝑠𝑢𝑙𝑓𝑜𝑎𝑙𝑢𝑚𝑖𝑛𝑎𝑡𝑒)+ 𝑄𝐶4𝐴𝐹  (I – 4) 
I.1.1.3. Caractéristiques des hydrates formés 
Le principal produit de l’hydratation du clinker est le silicate de calcium hydraté. Il 
présente une structure lamellaire avec des feuillets constitués d’une couche d’ions calcium 
intercalée entre des chaînes linéaires de silicates. La structure atomique évolutive au cours du 
temps ainsi que le caractère amorphe des C-S-H rendent la détermination de la stœchiométrie 
de la réaction complexe (coefficients m et n des équations I – 1 et I – 2). Selon [Adenot, 
1992], la structure et les caractéristiques thermodynamiques de ces hydrates dépendent des 
conditions de leurs formations, c’est-à-dire de la quantité de calcium et de silicium 
disponibles et de la composition de la solution interstitielle. La stœchiométrie des C-S-H, plus 
précisément le rapport molaire CaO/SiO2 (C/S en notation cimentaire) varie en fonction de la 
composition aqueuse et de la concentration en calcium selon [Menetrier, 1977] cité par 
[Adenot, 1992]. Plusieurs auteurs [Brunauer et al, 1958, Brown et al, 1984 ; Adenot, 1992 ; 
Richardson, 2000] s’accordent pour un rapport de C/S des C-S-H du ciment Portland variant 
entre 1,5 et 2. La teneur en eau des C-S-H souvent exprimée par le rapport H2O/SiO2 (H/S en 
notation cimentaire) dépend de l’état de saturation du C-S-H. [Nguyen, 2009] propose un 
rapport H/S proche de 1 pour un C-S-H complètement séché par la méthode « D-drying » 
(séchage sous vide à -79°C). Lorsque l’humidité relative est de 11%, ce rapport est égal à 2 et 
quand le matériau est saturé, le rapport H/S est égal à 4. Selon d’autres auteurs [Adenot, 
1992 ; Brouwers, 2004], la demande en eau des C-S-H dépend du rapport C/S, et il est donc 
nécessaire de prendre cela en compte pour la modélisation de l’hydratation du liant. 
[Copeland, 1967] a observé que, lors d’un mélange de C-S-H avec des phases AFm, il y a 
disparition des phases AFm et insertion de l’aluminium dans la structure des C-S-H. Il est 
maintenant établi que les ions aluminates dans le ciment hydraté peuvent remplacer en partie 
des ions silicates [Richardson et Brough, 1993 ; Thomas et al., 2003 ]. Une étude menée par 
[Chen, 2007] sur la caractérisation structurale a montré que cette substitution se fait dans trois 
sites tétraédriques différents correspondant aux environnements des siliciums de type Q3, Q2 
et Q2p. Seule la présence d’aluminiums en site Q3 implique un pontage entre deux chaînes 
avec des répercussions sur la structure des C-S-H. D’un point de vue mécanique, [Jennings, 
2000] sépare le gel de C-S-H en deux catégories, de faible densité (Low Density LD) et de 
forte densité (High Density HD) avec des propriétés différentes. Les C-S-H LD ont un module 




d’élasticité de l’ordre de 21-22 GPa tandis que celui des C-S-H HD est plus proche de 30 GPa 
[Acker, 2001]. Certains auteurs [Lothenbach et al., 2011 ; ZhiHai et al., 2013] montre que 
plus le rapport C/S des C-S-H est faible et plus la proportion de C-S-H HD, par rapport au 
volume total de C-S-H, est importante. 
La portlandite notée Ca(OH)2 ou CH en notation cimentaire est une phase cristalline 
relativement pure avec une faible quantité d’ions étrangers. Sa structure en feuillets se 
présente sous forme de fines plaquettes hexagonales avec un clivage marqué suivant le plan 
de base [Taylor, 1997 ; Nonat, 2008]. La surface spécifique de la portlandite est faible en 
raison de la grande taille des cristaux (plusieurs dizaines de µm). Sa solubilité dans l’eau est 
de l’ordre de 22 mmol/L à 25°C, ce qui correspond à un pH d’équilibre de 12,6 [Lothenbach 
et al., 2008]. Ce minéral a également un impact sur la concentration de calcium en solution et 
maintient donc le pH élevé de la solution interstitielle. C’est aussi la phase la plus soluble de 
la pâte de ciment hydratée. Elle conditionne également la tenue du béton vis-à-vis de certaines 
pathologies. Par exemple, [Grandet, 1975] observe que la portlandite se carbonate 
préférentiellement en la phase la plus stable du carbonate de calcium, la calcite. 
Enfin, des phases AFm et AFt sont également formées lors de l’hydratation du clinker. 
Les phases AFm (Al2O3-Fe2O3-mono) sont des aluminates de calcium hydratés qui existent 
sous plusieurs formes [Taylor, 1997]. Ces phases se présentent sous la forme de fines 
plaquettes hexagonales avec un clivage marqué selon le plan de base. Leurs structures 
dérivent de celle la portlandite avec une structure en feuillets. Enfin, les AFt désignent une 
famille de phases minérales de même structure cristalline. Lors de l’hydratation du clinker, 
c’est principalement l’ettringite, une phase AFt sulfatée, qui se forme. Cette phase est 
présente sous la forme de la colonne de cristaux aciculaires à base hexagonale. 
I.1.2. Ciments avec ajouts 
Dans le cadre du développement durable, une partie du ciment est souvent substituée 
par une addition minérale pour des raisons d’économie d’énergie et de réduction de coûts de 
production. Ces additions peuvent être chimiquement quasiment inertes (filler calcaire), 
hydrauliques (laitier haut fourneau) ou pouzzolaniques (fumée de silice, cendres volantes]. 
Ces dernières sont plus intéressantes pour les bétons bas pH car elles consomment la 
portlandite et contribuent donc à diminuer le pH. D’un point de vue mécanique, des C-S-H 
plus résistants que la portlandite sont formés. 




I.1.2.1. Ciment avec de la fumée de silice 
La fumée de silice (FS) est une addition pouzzolanique reconnue pour son efficacité 
vis-à-vis des résistances mécaniques. Elle est un coproduit recueilli sur les filtres du processus 
de fusion permettant de produire du silicium métal et des alliages de ferrosilicium. Il s’agit 
d’une silice amorphe presque pure [Bache, 1981] pouvant contenir un pourcentage faible 
d’impuretés. Les particules ont une forme sphérique de diamètre moyen de l’ordre de 0,1 µm 
et ont une très grande surface spécifique, à titre de comparaison, 10 fois supérieure à celle du 
ciment. La fumée de silice doit être conforme à la norme [NF EN 13263-1, 2009].  
La fumée de silice possède une réactivité élevée uniquement si elle est bien dispersée 
dans le liant [Sanchez de Rojas et al., 1999 ; Mitchell et al., 1988]. Sous forme d’agglomérats, 
sa cinétique est plus lente et une fraction non consommée non négligeable peut rester à 
l’échéance de 180 jours. Son utilisation avec le ciment CEM I présente plusieurs avantages 
d’un point de vue mécanique puisqu’elle améliore les résistances [Sellevord et Radjy, 1983], 
mais aussi d’un point de vue de la durabilité car elle permet un affinement de la structure 
poreuse [Durekovic, 1995 ; Hooton, 1992] et la diminution des coefficients de diffusion 
[Bentz et al., 2000 ; Oh et al., 2002]. Dans le contexte de notre étude, l’avantage majeur de 
cette addition reste la diminution du pH et de la concentration en alcalins de la solution 
interstitielle [Andersson et al., 1989]. En revanche, lorsqu’elle est utilisée en grande quantité, 
plusieurs inconvénients apparaissent. En effet, un temps de malaxage plus long est nécessaire 
pour assurer la dispersion homogène de la fumée de silice. La demande en eau devient aussi 
plus importante [Khayat et al., 1992] en raison de l’accroissement de la surface spécifique du 
liant. Enfin, l’affinement de la structure poreuse se traduit aussi par un accroissement du 
retrait endogène [De Larrard et Acker, 1992]. En ce qui concerne le dégagement de la chaleur 
d’hydratation, il dépend du taux de substitution ; lorsque la substitution est supérieure à 20 %, 
la quantité de chaleur dégagée devient plus faible que celle d’un ciment CEM I pur, en raison 
de la « dilution » de la quantité de ciment [Kadri et Duval, 2002]. 
I.1.2.2. Ciment avec des cendres volantes 
Les cendres volantes (CV) sont récupérées par le dépoussiérage des centrales 
thermiques. Ce sont des particules sphériques de diamètre compris entre 1 et 100 µm. La 
composition chimique des CV dépend donc des combustibles brûlés dans la centrale et peut 
donc différer d’une centrale à une autre. La somme des teneurs en silice (SiO2), alumine 
(Al2O3) et oxyde de fer (Fe2O3) doit être supérieure à 70% et la proportion en silice doit être 




équivalente à 25% de la masse selon la norme [NF EN 450-1, 2005]. Les CV sont classées en 
trois catégories selon leur composition. Tout d’abord, il y a les CV silico-alumineuses (classe 
F ASTM) avec une teneur en silice variant de 45 à 60%, une teneur en alumine d’environ 
20% et une teneur en oxyde de fer variant de 5 à 10%. Ensuite, les CV silico-calciques (classe 
C ASTM) avec une teneur en silice d’environ 35%, une teneur en alumine autour de 15% et 
une teneur en oxydes de fer de 5%. Les CV sulfo-calciques constituent la troisième catégorie : 
elles sont faiblement dosées en silice (entre 15 et 25%), ont une teneur élevée en calcium (35-
50%) et soufre (15-25%), une teneur en alumine allant de 5 à 15% et enfin de 0 à 15% 
d’oxydes de fer. Dans les formulations de béton bas pH où la consommation de portlandite est 
importante pour abaisser le pH, les CV silico-alumineuses avec une teneur en silice élevée 
sont privilégiées. 
Les avantages que présente l’utilisation de cette addition avec le ciment sont multiples. 
Tout d’abord, plus le taux de substitution de cendres volantes est important et plus la demande 
en eau diminue [Owens, 1979]. Ce phénomène peut être lié aux propriétés des cendres 
volantes, plus précisément à la proportion de particules grossières supérieures à 45 µm. Une 
utilisation croissante de la partie fine des cendres permet de se débarrasser des particules 
poreuses de charbons imbrûlés très hydrophiles. Cette réduction de la demande en eau est 
donc fortement dépendante de la nature de la CV. 
D’un point de vue mécanique, les résistances mécaniques sont améliorées à long terme 
par la formation de C-S-H (réactions pouzzolaniques), mais cela se fait au détriment des 
résistances mécaniques au jeune âge [Odler, 1991]. Les CV permettent aussi de limiter la 
chaleur d’hydratation [Tokyay, 1988] et de réduire la température maximale atteinte 
[Malhotra et Mehta, 2002]. De plus, [Shehata et al., 1999] montrent que le pH de la solution 
interstitielle diminue lorsque le taux d’incorporation des cendres volantes augmente. Ces deux 
dernières propriétés rendent son utilisation pertinente pour la formulation des bétons bas pH. 
En contrepartie, comme dit précédemment, la variabilité de sa composition chimique influe 
sur sa réactivité et en particulier la teneur en calcium qui peut avoir un impact sur la prise du 
matériau. Les CV caractérisées par un taux élevé de calcium peuvent, associées avec certains 
adjuvants, entraîner des retards de prises [Fu et al., 2002].  
I.1.2.3. Ciment avec des laitiers hauts fourneaux 
Le laitier de haut fourneau (LHF) est un sous-produit issu de la fonte de métaux dans 
le haut fourneau. Les teneurs en chaux varient de 45 à 50%, en silice de 25 à 30%, en alumine 




de 15 à 20%. Il contient environ 10% de magnésie, d’oxydes divers et de manganèse. Le 
rapport massique (CaO + MgO)/(SiO2) doit dépasser 1. Il peut être utilisé directement dans le 
ciment (CEM II à CEM V) ou bien être introduit comme addition dans une formule de liant.  
C’est un matériau hydraulique latent mais, contrairement au ciment qui est soluble 
dans l’eau et s’hydrate par simple addition d’eau, le laitier vitrifié n’est soluble que dans une 
eau alcalinisée et a donc besoin, pour faire prise, d’un agent d’addition appelé activant. Dans 
un ciment au laitier, l’hydratation du clinker conduit à la formation de portlandite (CH) et de 
silicates de calcium hydratés (C-S-H). Cette hydratation s’accompagne par un relargage 
d’alcalins dans la solution interstitielle qui augmente le pH et permet ainsi l’activation du 
laitier. Le laitier favorise l’affinement de la structure poreuse [Glasser, 1991], la réduction de 
la chaleur d’hydratation [Douglas et al., 1990], et la diminution de la diffusivité [Glasser, 
1991]. En contrepartie, l’affinement du réseau poreux conduit à l’accroissement du retrait 
endogène [Lee et al., 2006], l’autre inconvénient majeur étant la faible cinétique d’hydratation 
du laitier [Taylor, 1997] qui peut entraîner des retards de prise importants si les taux de 
substitution sont élevés. [Javelle et Ponteville, 1968]. [Xi et al., 1997] ont montré que 
l’association du laitier avec de la fumée de silice conduit à une diminution du pH de la 
solution interstitielle pouvant aller jusqu’à 11,3 à 14 jours après l’activation du laitier. En 
revanche, son utilisation seule est insuffisante pour répondre au cahier des charges de l’Andra 
vis-à-vis du pH [Longuet, 1973]. 
I.1.2.4. Caractéristiques des hydrates formés 
La silice contenue dans les additions pouzzolaniques comme la fumée de silice ou les 
cendres volantes réagit avec la portlandite pour former des C-S-H dits secondaires pour les 
différencier des C-S-H primaires issus de l’hydratation du clinker. Le Tableau I – 2 résume 
les valeurs des rapports C/S des liants avec des additions pouzzolaniques obtenues par 
différentes études. Globalement, les valeurs du rapport C/S des C-S-H secondaires se situent 
dans un intervalle entre 0,9 et 1,5, ce qui est inférieur à celle dans le cas d’un C-S-H primaire. 




Tableau I – 2 : Rapport C/S des liants avec des additions pouzzolaniques 
Liant Rapport C/S 
Ciment avec des 
additions 
pouzzolanique 
< 1,7 [Sellevold et Radjyv, 1987] 
1,5 [Papadakis, 2000] 
0,9 à 1,3 [Berry et Malhotra, 1987]  
1,1 à 1,2 [Justnes 1992; Adenot, 1992; Waller, 1999] 
La teneur en eau des C-S-H exprimée par le rapport H/S prend des valeurs très 
variables selon les auteurs, pouvant aller de 0,5 [Justnes, 1992 ; Lu et al., 1993] à 2,75 [Bentz 
et Remond, 1997]. 
L’hydratation des cendres volantes avec du C3S a été analysée par microscopie 
électronique à transmission [Rodger et Groves, 1988]. Dans ces matériaux, les cendres 
volantes sont présentes en grande quantité sous forme de verre de aluminosilicate impur avec 
parfois des inclusions de mullite. Dans certains cas, il s’agissait de verre de silice pure (avec 
ou sans quartz) ou d’oxyde de fer. Dans les pâtes âgées de 1 an, une particule typique de type 
alumino-siliceuse de 12 µm diamètre comprenait des C-S-H mais aussi de l’hydrogénât. Cette 
phase a aussi été observée sur les particules de silice pure, ce qui implique que ces particules 
étaient des sites de nucléation préférentiels. La faible réactivité des cendres volantes a aussi 
été constatée dans des bétons âgés de 4 ans [Wang et al, 2012] où plus de 70 % des cendres 
volantes n’avaient pas réagi.  
L’hydratation du laitier pur conduit à la formation de C-S-H de rapport molaire C/S de 
l’ordre de 1,1 [Richardson et Groves, 1992]. Dans la littérature [Kokubu et al., 1989 ; 
Escalante et al., 2001 ; Maruyawa et al., 2005 ; Wang et Lee, 2010], la quantité de portlandite 
contenue dans les pâtes de ciment aux laitiers diminue avec l’augmentation de la proportion 
de laitier dans le liant. [Richardson, 2000] a effectué des mesures de rapports C/S et A/S des 
C-S-H formés par l’hydratation du laitier. Les résultats obtenus indiquent un enrichissement 
en calcium des C-S-H formés par le laitier en présence du clinker et donc une consommation 
de la portlandite produite par le clinker. Les autres produits de l’hydratation du laitier activé 
par des alcalins sont l’hydrotalcite M6ACH12, une phase d’hydrogénât riche en fer, de 
l’ettringite et des phases AFm (C4AH13 ou C2ASH8). L’hydrotalcite est une phase riche en 
magnésium et aluminium qui est souvent mélangée avec les C-S-H, ce qui le rend difficile à 
distinguer. Le rapport magnésium sur aluminium varie entre 3,8 et 8,7 [Taylor, 1986]. Des 
particules faiblement cristallines riches en fer et aluminium sont présentes sous une forme 
d’hydrogénât pauvre en calcium [Richardson et Groves, 1992]. Comme pour les cendres 




volantes, les oxydes de fer dans le laitier ont conduit à la formation d’hydrogénâts avec une 
stœchiométrie C6AFS2H8. 
I.1.3. Liant bas pH 
Un liant bas pH est un liant qui après hydratation, conduit à l’obtention d’un pH de la 
solution interstitielle proche de 11. Pour atteindre ce pH, le choix du liant est un critère 
important. Il est aussi nécessaire de prendre en compte l’utilisation envisagée des bétons bas 
pH dans le choix du liant, ainsi que les critères de performances que l’Andra souhaite obtenir. 
Les formules de bétons bas pH sont donc multiples et dépendent fortement du cahier des 
charges imposé. 
I.1.3.1. Principe de formulation 
Le principe de formulation repose sur la compréhension des mécanismes qui régissent 
le pH de la solution interstitielle du béton. En effet, la pâte de ciment est constituée d’un 
solide poreux (hydrates), d’une phase liquide (solution interstitielle) et d’une phase gazeuse 
piégée dans les pores. L’eau présente dans la pâte durcie est issue de l’eau de gâchage 
résiduelle après l’hydratation du liant et se présente sous trois formes : l’eau chimiquement 
liée, l’eau adsorbée et l’eau libre. 
L’eau chimiquement liée est consommée pendant les réactions d’hydratation et fait 
partie des hydrates. L’eau adsorbée est retenue à la surface solide des pores par les forces de 
Van der Waals. L’eau libre est la phase condensée qui remplit le volume poreux et qui est 
séparée de la phase gazeuse par des ménisques. C’est elle qui constitue la solution 
interstitielle du matériau. La composition de cette solution interstitielle varie avec l’âge du 
matériau [Longuet, 1973]. Dans le cas d’un CEM I, elle contient du calcium, des sulfates et 
principalement des alcalins (sodium et potassium). C’est l’équilibre de phases en présence qui 
régit le pH de la solution interstitielle. La phase la plus soluble, la portlandite, tamponne le pH 
à 12,6 jusqu’à sa dissolution totale.  
L’étude de la dégradation d’une pâte de ciment soumise à la lixiviation par l’eau pure 
[Atkinson, 1985] a permis de mieux comprendre les éléments qui contribuent à la basicité des 
bétons (Figure I – 1). 





Figure I – 1 : Evolution au cours du temps du pH de la solution interstitielle d’un béton soumis à une lixiviation 
par l’eau pure (densité de flux = 10-10m/s) [Atkinson, 1985] 
La dégradation du matériau peut être caractérisée par 4 phases. Au début, le pH de la 
solution est égal ou supérieur à 13 en raison de la présence des hydroxydes d’alcalins dans la 
solution porale issue de l’hydratation du clinker. L’étape suivante est la dissolution de la 
phase la plus soluble, la portlandite. Elle tamponne le pH à 12,5 jusqu’à sa dissolution totale. 
Ensuite vient la dissolution incongruente des C-S-H. Le pH passe de 12,5 à 10,8 en même 
temps que le rapport C/S des C-S-H diminue de 1,7 à 0,85. La dernière phase est la 
dissolution congruente des C-S-H lorsque la valeur du rapport C/S atteint 0,85. Cette valeur 
prise pour la modélisation de la lixiviation [Atkinson, 1985] correspond, selon lui, aux C-S-H 
les plus décalcifiés. On se retrouve ensuite avec un gel de silice. 
Cette étude permet d’établir le principe de formulation de ciment bas pH. 
L’abaissement du pH de la solution interstitielle nécessite : 
 La réduction de la teneur des alcalins dans la solution interstitielle (i) par la sélection 




 sur les 
phases hydratées ; 
 La consommation de la portlandite Ca(OH)2 par l’ajout d’additions pouzzolaniques 
dans le liant ; 
 La diminution du rapport C/S des C-S-H à une valeur inférieure à 1 pour atteindre un 
pH d’équilibre proche de 11. 
I.1.3.2. Liants ternaires 
L’ajout de pouzzolanes à du ciment Portland présente plusieurs intérêts pour 
l’obtention d’un bas pH. Du fait de la forte teneur en silice réactive des additions recherchées, 




le rapport C/S des C-S-H diminue, augmentant ainsi le potentiel de sorption des alcalins par 
ces hydrates [Bach, 2010]. Enfin, la substitution d’une partie du ciment par une pouzzolane 
permet de réduire l’échauffement par dilution du ciment. 
En vue de l’objectif visé concernant le pH, selon [Shehata et al., 1999], les liants 
incorporant uniquement des cendres volantes ne permettent pas d’obtenir un pH de la solution 
interstitielle inférieur à 12,5 à une échéance de 2 ans du fait de la présence résiduelle de 
portlandite, et cela même avec une teneur en cendres volantes à 70% de la masse de liant. De 
même, la réduction de pH uniquement induite par l’ajout de laitier de haut fourneau ne permet 
pas d’atteindre un pH voisin de 11 [Glasser, 1991]. En revanche, les liants avec une teneur en 
fumée de silice variant de 25% à 45% de la masse de liant consomment totalement la 
portlandite [Traetteberg, 1978 ; Oriol et Pera, 1995]. Cependant, une forte teneur en fumée de 
silice s’accompagne de plusieurs problèmes (diminution de la maniabilité, retrait endogène 
élevé, échauffement…). L’association d’un CEM I avec de la fumée de silice et des cendres 
volantes permet de pallier ces différents problèmes et présente des synergies intéressantes vis-
à-vis de la résistance en compression [Isaia, 1997 ; Popovics, 1993], des propriétés de 
perméabilité [Khan, 2003], du retrait plastique, de la diffusion des chlorures [Bouzoubaâ et 
al., 2004] ou encore de la résistance aux attaques sulfatiques [Nehdi et Sumner, 2002]. Cette 
synergie peut être attribuée aux effets chimiques par le biais d’une augmentation des hydrates 
produits et aux effets physiques par une optimisation en volume de fines du matériau 
cimentaire [Mateus et Jan, 2012]. 
De la même manière, le mélange d’un ciment au laitier avec fumée de silice présente 
une meilleure durabilité en termes de perméabilité et de diffusion aux chlorures que des 
ciments binaires CEM I / fumée de silice et CEM I / laitier de haut fourneau [Alexander et 
Magee, 1999 ; Ahmed et al, 2008]. Cette synergie permet aussi une meilleure résistance aux 
attaques sulfatiques [Thomas et al., 2007]. Par ailleurs, l’addition d’un laitier ne modifie pas 
l’ouvrabilité du matériau lors du gâchage. Il peut donc être utilisé en association avec de la 
fumée de silice qui, elle, entraîne une forte demande en eau [Bàgel, 1998 ; Hooton et 
Titherington, 2004]. De plus, ce mélange ternaire procure des résistances à long terme 
meilleures que celles d’un mélange binaire CEM I / fumée de silice [Ali Reza et al., 2012]. 
Afin de déterminer les proportions des additions au sein d’un liant ternaire, un 
protocole d’hydratation accélérée a été mis au point par [Cau-dit-Coumes et al., 2006]. 
L’objectif était l’obtention d’un pH d’équilibre inférieur ou égal à 11. Le protocole consiste 
en une mesure du pH par la méthode des suspensions cimentaires [Cau-dit-Coumes et al., 




2006]. Les mélanges de ciment ternaire à base de métakaolin et de cendres volantes (ou 
laitier) conduisant tous à des pH supérieurs à 11,5 ont donc été écartés. Sur la Figure I – 2, 
l’évolution du pH des suspensions en fonction de la composition du liant est présentée. Dans 
la zone bleue, les compositions sont susceptibles d’avoir un pH d’équilibre inférieur ou égal à 
11. Au travers des diverses études réalisées pour l’Andra, les liants T1CV (CEM I / fumée de 
silice / cendres volantes) et T3L (CEM I / fumée de silice / laitier de haut fourneau) présentent 
les propriétés les plus intéressantes par rapport au respect du cahier des charges défini 
[Codina, 2007]. 
 
Figure I – 2 : Domaine de composition des liants ternaires étudiés conduisant à un pH d’équilibre inférieur à 11 
(zones colorées) [Cau-dit-Coumes et al., 2006] 




I.1.3.3. Liants bas pH à l’international et à l’Andra 
Plusieurs études ont aussi été menées dans le monde sur les liants bas pH. Le Tableau 
I – 3 présente les différentes formulations étudiées avec les pH mesurés sur ces matériaux en 
fonction des conditions d’essai.  
Tableau I – 3 : Synthèse des formulations de liants bas pH étudiées en France et à l’international 
 
La diversité des liants vient du fait que l’objectif initial de ces liants n’est souvent pas 
l’obtention d’un pH faible, mais plutôt d’un faible échauffement du béton d’où l’appellation 
de « Low Heat Concrete ». Dans la majorité des liants, les teneurs en fumée de silice sont 
supérieures aux 10% préconisés dans la norme [EN 197-1, 2012] relative aux produits de 
construction. Ce dosage important s’explique par le fait qu’il existe une corrélation entre la 
teneur en silice dans le système et le pH d’équilibre des suspensions : il faut environ 55% de 
SiO2 dans le liant pour atteindre un pH de 11 (Figure I – 3) [Cau-dit-Coumes et al., 2006]. 
Une teneur en silice élevée implique des rapports de C/S des C-S-H faibles, ce qui favorise la 
Type de liant Composition




de mesure et rapport 
liquide/solide 
Pays et références
CEM I 70 % / FS 30% 12,2
180 jours d’hydratation  
L/S = 0,55
11,7
360 jours d’hydratation  
L/S = 0,55
12,2
90 jours d’hydratation 
L/S = 0,50
Espagne - ENRESA - [García et al., 2007]
11
58 jours d’hydratation 
20 à 25 semaines de 
lixiviation avec un débit 
de 0,26 L/an
Finlande - PosivaOy - [Vuorinen et 
Lehikoinen, 2005]
11,3 360 jours d’hydratation
Suisse - EMPA, NAGRA - [Fries et al., 
2007]
CEM I 50 % / FS 50% 10,6
90 jours d’hydratation. 
L/S = 1,00
Canada - AECL - [Martino, 2007]
11,1
360 jours d’hydratation  
L/S = 0,55
France - CEA, Andra, EDF - [Bach, 2010]
11,4
360 jours d’hydratation  
L/S = 0,40
France - CEA, Andra, EDF - [Dauzère, 
2010]
CEM I 35% / FS 35% / 
CV 30%
10,9
90 jours d’hydratation. 
L/S = 0,50
Espagne - ENRESA - [García et al., 2007]
CEM I 40% / FS 20% / 
CV 40%
CEM I 20,0% / FS 
32,5% / L 42,5%
11,6
360 jours d’hydratation  
L/S = 0,55
CEM I 37,5% / FS 
31,0% / L 31,5%
11,6
180 jours d’hydratation  
L/S = 0,55
CEM III 90% / Nano 
silice 10%
12,3
360 jours d’hydratation 
L/S = 1,1
Suisse - EMPA, NAGRA - [Lotenbach et 
al., 2008]
CEM I 33% / FS 40% / 
CV 13,5% / L 13,5% 
12,1
360 jours d’hydratation 
L/S = 0,50
France - CEA, Andra, EDF - [Codina, 
2007]
CEM I 40% / FS 5% / 
CV 25% / L 30% 
12,7 - USA - ORNL - [Dole et Matus, 2007]
Ternaire                 
CEM I / FS / L
France - CEA, Andra, EDF - [Bach, 2010]
Quaternaire             
CEM I / FS / CV / L
Binaire                       
CEM I / FS
France - CEA, Andra, EDF - [Bach, 2010]
CEM I 60 % / FS 40%
Ternaire                 
CEM I / FS / CV
CEM I 37,5% / FS 
32,5% / CV 30%
11
28 jours d’hydratation 
accélérée L/S = 0,40
Japon - JAEA, CRIEPI, NUMO - [Nishuchi 
et al., 2007 ; Kobayashi et al., 2007]




sorption des alcalins [Bach, 2010]. Les écarts constatés pourraient s’expliquer par la 
variabilité de la réactivité de la silice et de sa forme (amorphe ou cristalline) dans le 
constituant. 
Les résultats des essais d’hydratation accélérée (Figure I – 3) ont permis de 
sélectionner 5 liants potentiels pour le béton bas pH, le critère majeur étant un pH inférieur ou 
égal à 11. 
 
Figure I – 3 : Corrélation entre le pH d’équilibre et la teneur en silice dans le liant [Cau-dit-Coumes et al., 2006] 
Un liant binaire B40 (60% CEM I / 40% FS), trois liants ternaires T1/T2/T3 (Figure I 
– 2) ont fait l’objet d’une étude plus approfondie avec un cahier des charges bien précis 
[Codina, 2007]. Ce sont les formules T1 et T3 qui ont été retenues et qui serviront de 
formulations de base pour notre travail de recherche sous les dénominations respectives de 
TCV et TL. Une optimisation de ces formulations a été entretemps réalisée par [Garcia et 
Verdier, 2009] afin de répondre à des contraintes vis-à-vis du retrait et des propriétés à l’état 
frais.  
I.1.4. Conclusions 
L’obtention d’un béton bas pH nécessite 3 conditions majeures : 
 il faut réduire la teneur des alcalins dans la solution interstitielle par la 
sélection de constituants du béton pauvres en alcalins ; 
 la consommation de la portlandite doit être maximisée pour abaisser le pH de 
la solution interstitielle ; 
 la diminution du rapport C/S des C-S-H à une valeur inférieure à 1 permet 
d’atteindre un pH d’équilibre proche de 11. 




Ainsi, dans les liants bas pH, le ciment est fortement substitué par des additions 
pouzzolaniques. L’utilisation conjointe de fumée de silice et de cendres volantes, ou de fumée 
de silice et de laitier, en remplacement d’une partie du ciment Portland présente une synergie 
intéressante. A l’état frais, la demande en eau est moins importante pour maintenir 
l’ouvrabilité. A l’état durci, (i) la concentration des alcalins dans la solution interstitielle 
diminue rapidement et de façon durable avec une consommation de la portlandite, et (ii) le 
matériau développe des résistances en compression élevées dès le jeune âge ainsi qu’un 
réseau poreux plus fin synonyme d’une meilleure durabilité.  
I.2. Evolution physico-chimique des liants bas pH au cours de 
l’hydratation 
Cette partie a pour objectif de dresser un bilan de l’état actuel des connaissances de la 
microstructure des liants bas pH. Le béton durci est essentiellement composé d’un squelette 
granulaire, d’hydrates qui sont des produits de l’hydratation du liant, et d’une porosité 
accessible ou pas, qui contient la solution interstitielle. L’étude de la microstructure d’un 
matériau permet d’apporter des informations sur le comportement à l’échelle macroscopique. 
Les ouvrages de galeries étant destinés à avoir une durée de vie très longue, la connaissance 
de l’évolution de la microstructure en fin d’hydratation s’avère aussi indispensable pour 
modéliser et réaliser un dimensionnement pertinent de l’ouvrage.  
I.2.1. Description des hydrates 
Plusieurs auteurs [Codina, 2007 ; García et al., 2010 ; Lothenbach, 2008 ; Bach 2010 ; 
Dauzère 2010] ont étudié le cortège minéralogique des liants bas pH hydratés. Cette analyse a 
été menée à température ambiante par diffraction de rayons X, analyse thermogravimétrique 
(ATG), microscopie électronique à balayage (MEB) et analyse par électrons rétrodiffusés 
(EDS). 
Les principaux hydrates des liants bas pH sont les silicates de calcium hydratés, les 
aluminosilicates de calcium hydratés et l’ettringite. La portlandite est une phase qui n’est 
présente qu’à court terme et est consommée par les réactions pouzzolaniques dans le temps. 
Afin de déterminer l’évolution de la quantité de portlandite dans différentes pâtes bas pH, 
[Codina, 2007] a effectué des analyses thermiques (Figure I – 4) sur une durée de 2 ans. 





Figure I – 4 : Evolution de la teneur en portlandite au sein des différentes pâtes (cure humide) [Codina, 2007] 
Les liants bas pH présentés sur la Figure I – 4 sont : 
- B : un liant binaire avec 60% CEM I et 40% FS 
- T1 : un liant ternaire avec 37,5% CEM I, 32,5% FS et 30,0 % CV 
- T2 : un liant ternaire avec 37,5% CEM I, 32,5% FS et 30,0 % L 
- T3 : un liant ternaire avec 20,0% CEM I, 32,5% FS et 47,5 % L 
- Q, un liant quaternaire avec 60% CEM V (ciment, CV, et Laitier) et 40% FS 
La pâte de CEM I témoin, contient la plus grande quantité de portlandite du fait de sa 
teneur importante de clinker par rapport aux autres formulations. A partir de 2 à 3 mois, la 
portlandite a disparu dans la pâte T1 et la pâte T3
 
ne contient pas de portlandite même à 1 
mois du fait de la faible teneur en clinker (20%). Le liant B (40% de FS et 60% de CEM I) 
contient encore de la portlandite après 2 ans. Cela est en partie dû à la mauvaise répartition de 
la fumée de silice, mise en évidence par des analyses au MEB avec la présence d’agglomérats 
de tailles importantes (plusieurs centaines de µm). En effet, selon [Hong et Glasser, 2002], il 
suffirait 15 à 20 % de fumée de silice pour consommer toute la portlandite si elle était 
dispersée de façon homogène.  
Des analyses MEB/EDS et des analyses par microscopie électronique à transmission 
(MET) permettent une estimation des rapports C/S et Al/Si (Tableau I – 4). Contrairement aux 
C-S-H d’un ciment Portland dont le rapport C/S est voisin de 1,7, les silicates de calcium 
hydratés des liants bas pH peuvent atteindre un rapport C/S inférieur à 1. Par les analyses 
RMN-MAS de 
27Al, [Bach, 2010] met en évidence la présence d’une phase de type AFm 
(hémicarboaluminate ou monocarboaluminate de calcium hydraté) en faible quantité dans 
deux pâtes âgées de 6 mois préparées à partir des liants B et T1. De plus, les liants incorporant 




du laitier riche en magnésium comme le liant T3, produisent une phase de type hydrotalcite en 
s’hydratant. 
Tableau I – 4 : Rapports C/S et Al/Si moyens des hydrates des pâtes de liants bas pH B40, T1CV, T3L après 6 mois 
de cure à 20°C et 95% HR, déterminés par microscopie électronique [Bach, 2010] 
Liants Rapport C/S Rapport Al/Si 
B40 0,85 ± 0,05 0,04 ± 0,01 
T1CV 0,75 ± 0,05 0,07 ± 0,01 
T3L Entre 0,40 et 0,70 0,05 ± 0,01 
Ces valeurs de rapport C/S sont inférieures à celles obtenues sur des liants binaires 
avec des additions pouzzolaniques (cf. I.2.2.4). Afin de rendre compte des données 
expérimentales, l’existence de plusieurs stœchiométries de C-S-H de différentes structures ou 
morphologies est postulée. [Nonat et Lecoq, 1996] proposent 3 catégories de C-S-H (,  et 
) avec une structure dérivant de la tobermorite pour expliquer l’évolution du diagramme de 
phases du système CaO-SiO2-H2O (Figure I – 6). Ce système est défini à partir de 
l’hydratation totale d’une phase C3S. Ces C-S-H ont des stœchiométries variables allant de 
0,66 à 1 pour les C-S-H , 1 à 1,5 pour les C-S-H  et 1,5 à 2 pour les C-S-H . Le système 
serait composé de quatre points invariants correspondant aux parties verticales du diagramme. 
 
Figure I – 5 : Evolution du rapport C/S du C-S-H en fonction de la concentration en hydroxyde de calcium de la 
phase liquide à 25°C à partir de l’hydratation totale de C3S [Nonat et Lecoq, 1998] 
La zone se situant entre les deux points invariants dans la zone de faible concentration 
en calcium se rapprocherait davantage du système observé expérimentalement sur les bétons 
bas pH. Ce diagramme d’équilibre de l’hydratation de C3S est souvent pour des raisons 
pratiques associé à celui de l’hydratation du ciment qui contient des phases aluminates aussi. 
Sur la Figure I – 6, [Sellier et al, 2011] font l’hypothèse que la dissolution des aluminates se 
fait sur la zone du milieu (entre 2 à 19 mol/m
3
). La présence de C-A-S-H changerait la pente 




de la courbe comme c’est le cas pour les CEM V, mais la tendance de la courbe serait a priori 
la même. 
 
Figure I – 6 : Modélisation de la courbe d’équilibre Ca (solide)/ Ca en solution [Sellier et al, 2011] 
Les teneurs élevées en aluminium pourraient provenir de phases riches en aluminium qui 
précipiteraient uniquement dans les pâtes de ciment avec ajouts. Cependant, le rapport Al/Si 
est inférieur à la limite de [Richardson et al, 1993] fixée à 0,25 qui correspond au maximum 
d’aluminium incorporable dans les C-S-H, ce qui réfute l’existence de telles phases. 
L’aluminium serait donc plutôt incorporé entièrement dans les C-A-S-H.  
I.2.1.1. Influence de la température 
Les conditions de température lors de la cure sont très importantes car elles peuvent 
impacter la cinétique d’hydratation mais aussi les hydrates formés. Par ailleurs, au niveau des 
massifs de scellement des alvéoles, la température à cœur pourrait atteindre des valeurs très 
élevées du fait des volumes envisagés. [Bach, 2010] a étudié l’impact de la température sur le 
cortège minéralogique. Ses échantillons ont été soumis à différentes températures (20, 50 et 
80°C) dès la fin du gâchage et ont été placés dans des boîtes contenant de l’eau pour éviter la 
dessiccation pendant la cure. [Bach, 2010] montre que l’augmentation de la température de 
20°C à 80°C s’accompagne d’une accélération des réactions pouzzolaniques et favorise donc 
la consommation de la portlandite. En effet, dans les pâtes B40 et T3L, la portlandite identifiée 
à 20°C n’est plus observée au bout de 3 mois si la cure est réalisée à 50°C ou 80°C.  
Les C-S-H, principaux hydrates, sont métastables et sous une forme mal cristallisée à 
20°C. Une élévation de température peut favoriser la précipitation de phases cristallisées. Or, 
il a été montré qu’à 85°C, la cristallinité des C-S-H d’une pâte de ciment Portland n’augmente 
que faiblement [Paul et Glasser, 2000]. En revanche, une cure prolongée à 85°C en milieu 




humide provoque des variations du rapport C/S des C-S-H d’une pâte de ciment Portland. Ce 
rapport voisin de 1,72 lorsque la température de conservation est de 25°C passe à une valeur 
de 1,52 en partie à cause de la précipitation d’hydrogénâts siliceux. Ce changement est aussi 
observé pour des liants bas pH (Tableau I – 5) mais de manière moins significative. 
Tableau I – 5 : Estimation par microanalyse X du rapport C/S et Al/Si du C-A-S-H au sein de pâtes de ciment bas 
pH (6 mois d’hydratation en sac étanche, réactifs cobroyés avant malaxage, rapport L/S = 0.55) [Bach, 2010] 
Température de cure (°C) Liant T1CV Liant T3L 
20 
C/S = 0,750  0,050 
Al/Si = 0,070  0,010 
0,400 < C/S < 0,700  
Al/Si = 0,050  0,010 
50 
C/S = 0,725  0,025 
Al/Si = 0,050  0,010 
C/S = 0,55  0,05 
Al/Si = 0,050  0,010 
80 
C/S = 0,675  0,025 
Al/Si = 0,035  0,005 
C/S = 0,58  0,025 
Al/Si = 0,043  0,003 





deux pâtes (B40 et T1CV) âgées de 6 mois [Bach, 2010] montrent qu’à 20°C, cet hydrate 
possède des chaînes de silicates beaucoup plus longues que celui d’une pâte de CEM I, ce qui 
est en accord avec la diminution de son rapport C/S (Figure I – 7). Une augmentation de la 
température de 20 à 80°C provoque l’allongement de ces chaînes et leur réticulation  
 
Figure I – 7 : Influence de la température sur la répartition du silicium dans les différents sites du C-A-S-H. (a) 
Représentation schématique des différentes localisations des silicates selon [Pardal et al., 2012]: les sites sont notés Qn 
(n pouvant varier de 1 à 4 en fonction du degré de connectivité du tétraèdre), ou Qn(1Al) pour des silicates 
directement voisins d’un aluminate. (b) Occupation des différents sites dans les C-A-S-H des pâtes de ciment bas pH 

































































































































La RMN-MAS de 
29
Si a également été utilisée pour caractériser la fumée de silice au 
sein des pâtes de ciment bas pH. Au contraire du C-S-H, celle-ci subit une dépolymérisation 
(diminution des sites Q4, augmentation des sites Q3) lorsque la température de cure augmente 
de 20 à 80°C et sa fraction résiduelle, à une échéance donnée, diminue (de 23 % à 14% dans 
une pâte B40 âgée de 6 mois). 
I.2.1.2. Influence de l’humidité 
[Drouet, 2010] montre qu’à 80°C, le degré d’hydratation d’une pâte de liant bas pH 
(appelé PBP, de formulation T1CV) n’évolue pas en fonction de l’hygrométrie de 
préconditionnement. Les analyses ATG réalisées sur les échantillons conditionnés à 80°C et à 
26/65/85 % de HR sur une durée de cure de 3 mois, montrent que la teneur en C-S-H ne varie 
pas non plus avec l’humidité relative (HR). En revanche, l’évolution de la « bosse » des C-S-
H en DRX (Figure I – 8) démontrerait que la structure des C-S-H évolue au cours du 
préconditionnement : la cristallinité et/ou le rapport C/S des C-S-H augmenterait avec 
l’hygrométrie de préconditionnement (HR). 
 
Figure I – 8 : Diffractogrammes obtenus sur échantillons sains PBP-80°C-26%HR, PBP-80°C-65%HR, PBP- 
80°C-85%HR (h: hématite, an: anhydres C3S et C2S, q: quartz, m: mullite) [Drouet, 2010] 
I.2.2. Etude de la solution interstitielle 
Le pH de la solution interstitielle des bétons est régi par les concentrations des espèces 
présentes. Dans un premier temps, la composition chimique de la solution porale des bétons 
bas pH est détaillée et comparée à celle des bétons classiques afin de mieux comprendre les 
facteurs qui impactent le pH. Dans un second temps, l’influence de la cure sur la composition 
chimique de la solution est abordée. En effet, la cure du matériau conditionne fortement 




l’hydratation du liant et donc, par extension, la concentration des espèces de la solution 
porale. Le lien entre la microstructure des matériaux bas pH et la solution interstitielle du 
béton fera l’objet de la troisième partie. 
I.2.2.1. Composition chimique de la solution interstitielle 
Les liants bas pH hydratés possèdent un pH de solution interstitielle d’au moins une 
unité inférieure par rapport à celui des témoins à base de CEM I ou CEM V. La basicité du 




+). C’est d’ailleurs pour cela que dans le principe de formulation des bétons bas pH, les 
constituants sont pauvres en alcalins. 
Le Tableau I – 6 présente les compositions chimiques des solutions porales extraites 
par compression sur des pâtes [Codina, 2007]. La technique d’extraction de la solution 
interstitielle sous forte pression est celle proposée par [Hidalgo et al., 2005]. 
Tableau I – 6 : [Na+], [K+], [Ca2+] et [SO4
2-] (mmol/L) dans les solutions extraites par compression sur des pâtes 
[Codina, 2007] 
 
Les concentrations des alcalins des bétons bas pH T1 (TCV) et T3 (TL) sont très faibles 
par rapport à celles du témoin CEM I (Tableau I – 6). En effet, dans ces matériaux, les 
alcalins sont adsorbés par les C-S-H de faible rapport C/S [Bach, 2011]. Cette capacité à fixer 
les alcalins a aussi été démontrée à travers des essais de lixiviation [Codina, 2007]. Les liants 
bas pH relâchent de 3 à 30 fois moins de sodium et de potassium lorsqu’ils sont lixiviés par de 
l’eau pure. 
Il est possible de mesurer le pH sur des suspensions de béton. Le broyage du matériau 
est fait sous azote, puis l’eau ultrapure est ajoutée (avec un rapport volume d’eau sur masse 
solide de 9 mL/g). Le mélange est ensuite agité pendant 24h puis filtré à 0,22 µm pour la 
mesure du pH. La teneur en alcalins d’un liant bas pH est réduite d’un facteur de 20 à 200 par 
rapport aux pâtes de ciment CEM I. La contribution des alcalins au contrôle du pH reste très 




faible, celui-ci étant vraisemblablement gouverné par l’équilibre de dissolution des C-S-H 
[Codina, 2007]. En revanche, pour un CEM I et un CEM V, la dilution des alcalins induite par 
la préparation conduit à une baisse du pH du matériau lors de sa mesure sur suspension.  
I.2.2.2. Influence de la cure 
L’évolution du pH dépend de la réactivité du liant qui est elle-même conditionnée par 
la cure du matériau. La réduction du pH est d’autant plus importante (1,9 à 2,3 unités) que la 
température de cure est élevée [Bach, 2010] (Tableau I – 7). Cette diminution a une double 
origine : la variation des coefficients d’activité avec la température (le pKe de l’eau diminue 
de 14,17 à 20°C à 13,26 à 50°C, et 12,60 à 80°C), et l’enrichissement en silice des C-S-H dû à 
l’accélération des réactions pouzzolaniques qui serait liée à une thermoactivation des 
additions. Quant à l’influence de la durée de cure, le pH n’évolue que très faiblement entre 6 
mois et 12 mois de cure. 
Tableau I – 7 : Composition (concentrations en mmol/L) et pH de la fraction liquide de suspensions cimentaires 
préparées à partir de pâtes de ciment (E/C = 0.55) conservées pendant 6 ou 12 mois à 20, 50 ou 80°C (100% 
















CEM I 6 
20 25,7 0,0 0,1 2,2 1,7 nd 12,6 12,8 0,4 
50 18,3 0,0 0,3 2,5 1,9 0,05 11,7 11,8 0,9 
80 12,8 0,0 0,9 2,7 2,1 0,02 11,0 11,0 3,1 
T1CV 
6 
20 3,2 2,1 3,2 1,8 1,1 0,01 11,0 11,0 23,3 
50 6,0 2,0 6,6 2,2 1,4 0,01 10,1 10,1 46,0 
80 6,5 3,0 7,4 2,5 1,7 nd 9,1 9,3 52,1 
12 
20 4,2 1,2 4,5 1,9 1,1 0,01 11,1 11,2 33,1 
50 6,8 1,5 7,6 2,1 1,5 nd 10,1 10,0 54,9 
80 7,1 2,2 8,5 2,5 1,7 nd 9,1 9,2 60,7 
T3L 
6 
20 3,6 0,9 2,9 2,0 1,0 nd 11,4 11,6 37,4 
50 4,5 1,3 5,4 2,0 1,0 0,01 10,3 9,8 67,0 
80 5,1 2,3 5,6 2,2 1,2 0,01 9,4 9,5 69,7 
12 
20 4,1 0,6 3,4 1,8 0,8 0,03 11,6 11,6 44,3 
50 5,2 0,7 5,4 2,0 1,1 0,02 10,5 10,5 69,0 
80 5,3 1,9 6,1 2,3 1,1 nd 9,3 9,4 76,8 
* pH calculé en fonction des concentrations de Ca, Al, Si, S et K et la température 
La fraction relâchée par les pâtes de liant bas pH est supérieure à celle du témoin CEM 
I. En effet, la capacité des hydrosilicates de calcium à sorber les sulfates décroît avec leur 
rapport C/S [Barbarulo et al., 2007]. On peut observer un effet de la température de cure sur 
les concentrations des espèces assez différent pour le CEM I comparé aux liants bas pH. Alors 
que les concentrations en Ca et Si augmentent avec la température pour les bas pH, celle du 
calcium diminue et celle de la silice reste nulle pour le CEM I. Ceci pourrait être lié à un 
avancement plus important de l’hydratation du liant. L’élévation de la température de cure 




provoque aussi une forte augmentation de la concentration de sulfates en solution. En effet, 
pour des températures élevées (~65 °C), l’ettringite est déstabilisée [Zhou et Glasser, 2001]. 
Dans le cas du CEM I, l’augmentation de la concentration de sulfate est notable entre 50° C et 
80°C. Cette évolution est en proportion plus faible pour les liants bas pH. La température de 
déstabilisation de l’ettringite serait a priori plus faible que 65°C. Les analyses du cortège 
minéralogique en température confirment l’absence de l’ettringite à 50°C [Bach, 2010]. Cette 
déstabilisation de l’ettringite à température élevée ne s’accompagne d’aucune précipitation de 
phase sulfatée. Il est envisageable que les sulfates soient adsorbés sur les C-A-S-H. La 
quantification de la fraction de sulfates solubles est toujours inférieure à 100%, ce qui montre 
qu’une partie des sulfates reste bien dans la phase solide malgré la disparition de l’ettringite.  
I.2.2.3. Lien entre les phases hydratées et la solution interstitielle 
La portlandite étant totalement consommée dans les liants bas pH, le pH et les 
concentrations en calcium et silicium sont gouvernés par l’équilibre de dissolution du C-S-H. 
[Frizon, 2005] présente une synthèse des résultats qui montre l’évolution du pH de la solution 
d’équilibre des C-S-H en fonction du rapport C/S du solide (Figure I – 9). 
 
Figure I – 9 : Représentation de l’évolution du pH de la solution d’équilibre en fonction du rapport C/S du solide, 
à température ambiante [Frizon, 2005] 
L’existence de différentes phases de C-S-H présentée précédemment en Figure I – 5 
permet d’expliquer l’évolution du pH en fonction du rapport Ca/Si du solide. Dans la zone des 
C-S-H  et de la portlandite où la concentration de calcium est supérieure à 20 mmol/L, 




l’équilibre de dissolution de la portlandite impose le pH de la solution interstitielle. Dans la 
zone des C-S-H  avec un rapport compris entre 1 et 1,5, toute la portlandite est dissoute et le 
pH diminue donc progressivement lorsque le rapport C/S décroît. A l’approche d’un rapport 
C/S compris entre 0,66 et 1, la diminution est accentuée jusqu’à une valeur proche de 11 
[Grutzeck et al., 1989]. Dans la zone de prédominance des C-S-H , la concentration en 
calcium augmente avec la concentration en silicium, mais le pH continue à diminuer jusqu’à 
stabilisation du pH autour de 10. Enfin, en dessous d’un rapport C/S de 0,5, il s’agit 
davantage d’un gel de silice que d’un C-S-H et donc c’est l’équilibre de la silice/hydroxyde de 
calcium résiduel en solution qui impose le pH de la solution interstitielle [Nonat et Lecoq, 
1998]. 
I.2.3. Approche de l’état d’équilibre des liants bas pH 
Après 6 mois de cure, l’hydratation des pâtes de ciment est ralentie et demeure 
souvent incomplète même à très long terme. La connaissance de l’état d’équilibre du système 
est aussi nécessaire pour imposer les conditions limites dans l’optique d’une modélisation. 
Afin de déterminer l’état d’équilibre vers lequel tend le système, [Bach, 2010] a utilisé une 
double approche : une hydratation accélérée et un système modèle. 
I.2.3.1. Hydratation accélérée 
L’objectif est d’accélérer les réactions pour accéder à des taux d’hydratation élevés et 
décrire par une approche expérimentale simple l’évolution chimique des liants bas pH à long 
terme. Pour accélérer les réactions, les phases cimentaires sont soumises à un « milling » : 
sous l’effet de l’agitation, des billes de zircone permettent d’éroder les hydrates formés à la 
surface des grains, et de réexposer ainsi les phases anhydres à l’action de l’eau. En effet, selon 
[Courault, 2000], les états finaux obtenus dans le cas des systèmes modèles sont équivalents à 
ce que l’on trouve dans des bétons anciens de 40 ans, ce qui montre qu’en l’absence de 
données fiables, l’évolution à long terme d’un système complexe peut être explorée par une 
approche expérimentale simple. Cependant, l’apport d’énergie mécanique au système liant / 
eau est capable de modifier la nature des hydrosilicates précipités. Ainsi, l’hydratation de C3S 
en suspension en présence de billes d’aluminium peut conduire, par exemple, à la formation 
d’afwillite [Kantro et al., 1959]. Cependant, cette phase n’a pas été observée par [Codina, 
2007] sur les suspensions cimentaires à 6 mois et 2 ans. 




D’un point de vue de la minéralogie, au terme de l’expérience d’hydratation accélérée, 
l’hydratation est très avancée mais pas totale. En effet, la présence d’anhydres de C2S et C3S 
est détectée dans les études de [Bach, 2010]. L’assemblage minéralogique est semblable à 
ceux de pâtes de liants bas pH conservées 1 an en condition endogène dans des sacs étanches. 
En revanche, pour le liant B ayant subi ce procédé d’hydratation accélérée, la portlandite est 
entièrement consommée alors que, dans le sac étanche, elle subsiste au bout d’un an [Codina, 
2007]. [Bach, 2010] remarque l’absence d’ettringite dans les pâtes de bas pH étudiées. 
Concernant la solution interstitielle, une étude comparative a été menée sur des pâtes âgées 
d’un an et des suspensions issues du protocole d’hydratation accélérée (Tableau I – 8). 
Tableau I – 8 : pH des suspensions cimentaires issues du protocole d’hydratation accélérée et de la solution 
interstitielle à un an pour les différentes formulations étudiées [Codina, 2007] 
Liants 
pH des suspensions 
cimentaires 
pH des solutions interstitielles 
des pâtes âgées d'un an 
CEM I 12,4 13,1 
B40 11,1 12,4 
T1cv 11,0 11,7 
T3L 11,0 11,8 
Le pH des suspensions est inférieur à celui du pH des solutions interstitielles des pâtes 
âgées d’un an. Ce résultat est dû à une hydratation des liants plus avancée dans le cas des 
suspensions cimentaires qui implique des rapports C/S de C-S-H plus faibles et donc une 
meilleure capacité de sorption des alcalins. En effet, des analyses thermogravimétriques 
montrent que la fraction d’eau liée pour les liants ayant subi un protocole d’hydratation 
accélérée est supérieure à celle des liants ayant subi une cure de 1 an. 
I.2.3.2. Système modèle 
Des études sur systèmes modèles ont été réalisées pour simuler le comportement des 
liants bas pH à l’équilibre thermodynamique. Les essais sont menés sur suspensions diluées 
(rapport liquide/solide = 50 mL/g), à température contrôlée et en l’absence de dioxyde de 
carbone. Les hydrates sont précipités à partir de mélanges adéquats de chaux, silice, aluminate 
de calcium et sulfate de calcium. La composition des systèmes modèles a été simplifiée en 
omettant les éléments mineurs (Fe, Mg, Mn, Ti, P). Les réactifs CaO (CaCO3 Prolabo 
décarbonaté 3 heures à 1000°C), SiO2 (Aerosil 200), CaAl2O4 et CaSO4, 2 H2O (gypse) ont 
été choisis pour leur grande réactivité dans l’eau. Des suspensions préparées à partir de 250 
ml d’eau déminéralisée ont été soumises à une agitation continue pendant 2 mois à 20°C, 3 
semaines à 50°C et 1 semaine à 80°C pour pouvoir comparer les résultats du système modèle 




à ceux des pâtes coulées. Le pH des suspensions a été mesuré à l’issue de ces temps 
d’équilibrage, puis les phases liquides et solides ont été séparées par filtration pour analyse. 
La phase solide comprend des C-S-H, de la silice amorphe et de l’hydroxyde d’aluminium 
amorphe détectés par microscopie électronique à transmission. L’ettringite peut être observée 
à 20°C mais n’est pas présente dans les suspensions à 50°C et 80°C. Le rapport C/S des C-A-
S-H est de 0,75, ce qui correspond bien au rapport usuel dans le cas des liants bas pH. 
L’influence de la température sur les stœchiométries des C-A-S-H formés à 50°C ou 80°C 
reste minime. 
La valeur calculée du pH du point invariant du système CaO-SiO2-H2O pour lequel du 
gel de silice coexiste avec des C-S-H est 10,4 (Tableau I – 9) et concorde avec la valeur 
mesurée du pH des suspensions à 20°C.  
Tableau I – 9 : Influence de la température de cure sur la composition de la fraction liquide du système modèle 
(concentrations exprimées en mmol/L) [Bach, 2010] 








20°C 2,5 2,3 <0,01 1,5 0,2 10,4 10,4 50% 
50°C** 3,3 2,1 <0,01 2,7 0,4 9,6 9,7 90% 
80°C 4,0 2,5 <0,01 3,2 0,3 9,1 9,2 100% 
* pH calculé en fonction des concentrations de Ca, Al, Si, S et K et de la température 
** concentration initiale en potassium de 1,5 mmol/L au lieu de 1 mmol/L 
L’accroissement de la température de cure s’accompagne d’une diminution des pH 
mesurés de 0,8 unité de 20°C à 50°C et de 1,3 unité de 20°C à 80°C. La fraction de sulfates 
solubles est de 50% à 20°C et de 90% à 50°C. Cela démontre qu’une partie des sulfates est 
contenue dans la phase solide sous forme d’ettringite, et qu’à 50°C une partie des sulfates est 
adsorbée par les C-A-S-H et dissoute dans la solution interstitielle. Cependant, contrairement 
à ce qui a été observé dans l’étude de la solution interstitielle, à 80°C un relargage total des 
sulfates dans la solution se produit. 
I.2.3.3. Comparaison des approches 
Tous les systèmes contiennent principalement des C-A-S-H. L’hydratation des pâtes 
de ciment après 12 mois de cure n’étant pas totale, les anhydres C2S sont encore présents. En 
ce qui concerne la minéralogie des différents systèmes, les assemblages sont très similaires. 




Tableau I – 10 : Comparaison des phases identifiées par diffraction des rayons X dans les différents systèmes 
relatifs au liant T1CV et pour différentes températures de cure [Bach, 2010] 
Température de cure 20°C 50°C 80°C 
Pâte ayant subi une cure 
humide de 12 mois 
C-A-S-H, ettringite, 
mullite quartz, C2S 
C-A-S-H, mullite quartz, 
C2S 
Liant ayant subi une 
hydratation accélérée 






Pour les 3 systèmes (Figure I – 10), les courbes suivent la même évolution et les 
résultats sont assez proches, ce qui valide la démarche expérimentale adoptée. A 80°C, 
lorsque l’hydratation est la plus avancée, les pH des 3 systèmes sont tous environ de 9,2. A 
20°C, la divergence des résultats devient plus importante avec le système modèle qui a 
tendance à sous-estimer la valeur du pH (Figure I – 10). En effet, avec l’activation thermique, 
l’équilibre à très long terme semble atteint et les trois systèmes convergent vers un même pH. 
Il serait possible qu’à une échéance supérieure à 1 an, le pH de la pâte devienne proche de 
ceux de l’hydratation accélérée et du système modèle. 
 
Figure I – 10 : Influence de la température sur le pH d’équilibre des différents systèmes relatifs au liant T1CV
 (pâte 
âgée d’un an, système modèle, suspension cimentaire ayant subi une hydratation accélérée) [Bach, 2010] 
La valeur finale du pH est liée à la nature du liant tandis que la cinétique est fortement 
dépendante de la température de cure qui impacte la cinétique d’hydratation. D’après le pH 
obtenu, à l’approche de l’équilibre thermodynamique, le système se rapprocherait davantage 
d’un équilibre entre le gel de silice et la solution aqueuse. 
 
 




I.2.4. Modélisation de l’hydratation 
L’objectif de la modélisation est de disposer d’une description de l’hydratation du liant 
dans le temps. Dans l’optique d’une modélisation Thermo-Hydro-Chemo-Mécanique 
(THCM) de l’ouvrage, la prédiction de l’hydratation à court terme est primordiale puisqu’elle 
conditionne son comportement à plus long terme.  
Plusieurs approches existent dans la littérature pour modéliser les avancements des 
réactions de l’hydratation d’un ciment portland en fonction des objectifs (description des 
phénomènes, calcul de structure...). Après avoir présenté les modèles macroscopiques et les 
modèles microscopiques, le modèle pour l’hydratation de liants ternaires utilisé dans le cadre 
de la thèse, sera décrit. 
I.2.4.1. Modèles d’hydratation macroscopiques 
Les modèles macroscopiques décrivent le phénomène d’hydratation de manière 
globale en s’intéressant à des indicateurs de la réaction d’hydratation tels que les chaleurs 
d’hydratation ou les degrés d’hydratation. Nous pouvons notamment citer celui de [Powers et 
Brownyard, 1947] qui permet de prédire les fractions volumiques d’hydrates formés. 
Plusieurs auteurs [Knudsen, 1984 ; Gutteridge et Dalziel, 1990; Roelfstra et Salet, 1994] cités 
par [Buffo-Lacarrière, 2007] ont élaboré des lois empiriques qui prédisent l’évolution du 
degré d’hydratation sans rendre compte de la thermoactivation. Dans le modèle TEXO 
développé au LCPC [Humbert, 1989 ; Dubouchet, 1992], une loi de cinétique d’hydratation 
est proposée qui prend en compte les effets liés à la thermochimie sur les réactions 
hydratation. La loi peut être calée avec des essais de calorimétrie adiabatique ou semi-
adiabatique, mais également avec l’évolution des résistances [Ulm et Coussy, 1998]. 
Cependant, dans le modèle, les effets hydriques sur la cinétique de réaction sont négligés, 
c’est-à-dire que la modélisation est faite en condition endogène. D’autre part, il s’agit d’une 
approche globale qui ne prend donc pas en compte les cinétiques propres aux différents 
constituants d’un liant composé. 
I.2.4.2. Modèles d’hydratation microscopiques 
Contrairement aux modèles macroscopiques, ces modèles décrivent le plus finement 
possible le développement de la microstructure par le biais d’observations microstructurales. 
Cette modélisation permet de représenter la formation de la microstructure explicitement. 




Plusieurs facteurs tels que le rapport E/C, la température de cure, la granulométrie des 
particules de ciment, sont pris en compte dans la modélisation. Ainsi, il est possible de prédire 
les quantités d’hydrates formés, le retrait chimique, la porosité, la chaleur d’hydratation. 
Plusieurs modèles numériques ont été développés grâce aux progrès dans le domaine 
informatique (outils numériques). La liste présentée est non exhaustive : 
- Modèle de Jennings et Johnson [Jennings et Johnson, 1986] 
- Modèle NIST [Bentz et Garboczi, 1991] 
- Modèle DUCOM [Maekawa et al, 1996] 
- Modèle de Navi et Pignat [Navi et Pignat, 1996] 
- Modèle HYMOSTRUCT [van Breugel, 1991] 
- Modèle CEMHYD3D [Bentz, 2000] 
Pour la simulation d’ouvrages massifs, les temps de calcul deviennent importants et le 
calage des paramètres devient complexe. Dans le cadre de la simulation des galeries de 
stockage, cette approche s’avère à l’heure actuelle inadaptée.  
I.2.4.3. Modèle pour l’hydratation des liants composés 
[Waller, 1999] a proposé un modèle d’hydratation des liants à base d’additions 
pouzzolaniques permettant de gérer une cinétique d’hydratation différente pour chaque type 
d’anhydre (ciment ou addition). Cependant, cette approche reste applicable uniquement en 
condition endogène car l’impact des variations hydriques (i.e. cure humide ou séchage) n’est 
pas pris en compte. Une loi cinétique empirique pour l'hydratation de cendres volantes et de 
fumées de silice est utilisée pour traiter l’hydratation de liants composés. Il introduit pour cela 
une limitation supplémentaire sur l'hydratation du ciment due à la consommation d'une partie 
de l'eau par l'hydratation d'une addition minérale. Cependant, ce terme d'influence ne permet 
pas un réel couplage entre clinker et addition minérale puisque l'hydratation de cette addition 
minérale n'est pas contrôlée par l'hydratation du clinker alors que, en réalité, cette addition 
réagit avec la portlandite produite par le clinker et est donc fortement conditionnée par la 
cinétique de réaction de ce dernier. Nous nous sommes donc intéressés à un modèle similaire 
qui permet la gestion des différentes cinétiques des additions [Buffo-Lacarrière, 2007]. Le 
modèle a été validé sur différents liants binaires à base de fumée de silice, de cendres volantes 
et de laitier [Kolani, 2012] avec des taux de substitutions variables et des conditions de 
température et hydriques également variables 




I.2.4.3.1. Principe général du modèle d’hydratation 
Une modélisation phénoménologique des réactions d’hydratation des ciments à base 
de pouzzolanes a été développée par [Buffo-Lacarrière, 2007]. Le principe général de la 
modélisation est consigné sur la Figure I – 11. 
 
Figure I – 11 : Principe général de la modélisation [Buffo-Lacarrière, 2007] 
Le modèle d’hydratation multiphasique proposé est basé sur une résolution couplée 
d’une loi de cinétique d’hydratation propre à chaque anhydre du liant permettant le suivi de 
l’évolution du degré d’hydratation de chaque constituant du liant, d’une loi de conservation de 
la masse d’eau permettant la gestion de l’évolution de la teneur en eau, et enfin d’une loi de 
conservation de la chaleur pour représenter les échanges thermiques externes au cours de 
l’hydratation : 
 {
?⃗̇? = ?⃗?(?⃗?,𝑊, 𝑇)
?̇? = −𝑑𝑖𝑣(−𝐷𝑤𝑔𝑟𝑎𝑑⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗𝑊) + ∑𝑄𝑡ℎ 𝑖
𝑊 ∙ 𝑓𝑖 ∙ 𝛼𝑖
𝜌𝑐 ∙ ?̇? = −𝑑𝑖𝑣(−𝜆𝑔𝑟𝑎𝑑⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗𝑇 + ∑𝑄𝑡ℎ 𝑖
𝑇 ∙ 𝑓𝑖 ∙ ?̇?𝑖  
  (I – 5) 
Où : 
- 𝛼𝑖 est une composante du vecteur ?⃗? représentant le degré d’hydratation de 
l’anhydre i 
- 𝑊 est la teneur en eau du béton en m3/m3 de béton 
- 𝑇 est la température dans le béton en °C 
- 𝑐 est la capacité thermique du béton en J.°C-1.kg-1 
- 𝜆 est la conductivité thermique du béton en W.°C-1.m-1 




- 𝜌 est la masse volumique du béton en kg.m-3 
- 𝐷𝑤 est le coefficient de transport d’eau en m².s
-1
 









𝑊 est la quantité d’eau nécessaire à l’hydratation complète de l’anhydre i en 
m
3
/kg de composé anhydre i 
A ces équations s’ajoutent d’une part les conditions aux limites thermiques permettant 
de prendre en compte les échanges thermiques entre la structure qui s’hydrate et son 
environnement (refroidissement des surfaces, flux solaire…) et, d’autre part, les échanges 
hydriques comme la cure et l’humidité du milieu ambiant. 
I.2.4.3.2. Gestion de la stœchiométrie dans le modèle 
Calcul de la stœchiométrie 
Dans le modèle d’hydratation développé par [Buffo-Lacarrière, 2007] et [Kolani, 
2012], seuls les hydrates stables formés, détaillés dans le prochain paragraphe, sont pris en 
compte au cours de l’hydratation du clinker et des additions pouzzolaniques. Le principe du 
modèle est de corréler la composition chimique de chaque constituant du liant à la quantité 
totale de chaque produit hydraté formé lorsque l’hydratation est complète. Les coefficients 
stœchiométriques de chaque hydrate doivent être identifiés pour connaître les oxydes 
consommés et la demande en eau pour chaque produit formé. 
Selon [Adenot, 1992], les produits principaux stables de l’hydratation du clinker sont 
le silicate de calcium hydraté (C-S-H), la portlandite (CH) et les phases alumineuses telles que 
le monosulfoaluminate de calcium hydraté (C4A?̅?H12), l’ettringite (C5A?̅?3H32) et 
l’hexahydrate (C3AH6). Pour évaluer la quantité de chaque hydrate produit, deux hypothèses 
sont faites pour les phases alumineuses. Si la quantité de sulfate (SO3) est suffisante au cours 
de l’hydratation, alors la première hypothèse est de considérer que de l’ettringite se forme et 
non de l’hexahydrate. L’hypothèse alternative serait la situation inverse, caractérisée par un 
manque de sulfates, où les hexahydrates sont formés au détriment de l’ettringite. Le rapport 
C/S des C-S-H formés par le clinker est pris égal à 1,75 comme le propose [Richardson 2000].  
Selon la littérature [Justnes, 1992 ; Adenot, 1992], la silice contenue dans les additions 
pouzzolaniques (fumée de silice, cendres volantes) réagit avec la portlandite pour produire des 
C-S-H différents de ceux formés par l’hydratation du clinker, c’est-à-dire avec un rapport C/S 




compris entre 1,1 et 1,2. Dans la modélisation, une valeur moyenne de 1,15 est prise. Pour les 
additions contenant de l’Al2O3, des hexahydrates (C3AH6) sont aussi formés par des réactions 
pouzzolaniques avec la portlandite. 
D’après [Chen, 2007], les produits de l’hydratation d’un ciment avec du laitier de haut 
fourneau sont des C-S-H dans lesquels une partie des aluminates remplace la silice pour 
former des C-A-S-H, de l’hydrotalcite (M5AH13), de l’ettringite (C5A?̅?3H32), et des phases 
AFm (C4AH13, C2ASH8). La stœchiométrie des C-A-S-H produits varie dans le temps en 
fonction de la quantité de portlandite présente dans la pâte. En effet, le rapport molaire des 
C/S des C-A-S-H est plus élevé que celui d’un laitier pur indiquant ainsi une demande 
additionnelle de calcium lors de l’hydratation du laitier. 
Consommation de la portlandite par le laitier 
La modélisation de l’hydratation des liants avec du laitier est particulière. La quantité 
de portlandite consommée par les réactions d’hydratation du laitier est proportionnelle à la 
celle produite par l’hydratation du clinker [Kolani, 2012]. Plus précisément, la demande en 
calcium des C-A-S-H pour l’hydratation du laitier est évaluée à chaque pas de calcul, et cette 
demande est alimentée par la Portlandite. Pour former les C-A-S-H, le laitier peut puiser le 
calcium de cette portlandite ou de son propre calcium anhydre. Le rapport C/S des C-A-S-H 
formé est compris entre celui d’un C-S-H de l’hydratation du clinker pur et celui d’un laitier 
pur. Il dépend de la quantité de portlandite disponible. Une relation est proposée par [Kolani, 






















𝑘𝑙(𝑡) (I – 6) 

























 est le rapport molaire d’un C-S-H formé par le laitier pur (1,14) 
- 𝑘𝑐  (𝑡) est un coefficient de distribution qui décrit la proportion de calcium 
provenant de la portlandite en mole au temps 𝑡 




- 𝑘𝑙  (𝑡) est un coefficient de distribution qui décrit la proportion de calcium du 
laitier anhydre en mole au temps 𝑡 
- 𝑛𝐶𝐻
𝑐  est la quantité de portlandite disponible en mole au temps 𝑡 
- 𝑛𝐶
𝑙  est la quantité de calcium restant dans le laitier en mole au temps 𝑡 
Quantité d’eau liée 
La quantité totale d’eau liée dans la pâte peut être déduite à partir de la quantité 
d’hydrates produits et de la quantité d’eau liée pour chaque hydrate. [Taylor, 1986] propose 
plusieurs valeurs de rapport molaire H/S pour les silicates de calcium hydratés en fonction de 
leur structure : 0,83 pour la tobermorite, 1,5 pour la jennite, 2,0 pour la plombierite, etc. En 
fonction de son état de saturation, [Jennings, 1992] propose un rapport molaire de 1,5 pour 
des C-S-H dont l’état est sec et 4,0 pour des C-S-H en condition saturée. Dans le modèle, pour 
les C-S-H formés par la fumée de silice ou les cendres volantes, une valeur de H/S est 1,11 est 
prise. Cette valeur est calculée avec une loi proposée par [Adenot, 1992]. Pour le laitier, 
[Kolani, 2012] propose de faire varier le rapport H/S des C-A-S-H formés en fonction du 


































≈ 1,2 [Chen, 2007] 
Où : 
- (𝑋)+ désigne la partie positive de X qui est égale à 0 si X est négatif, et égale à 


















 est le rapport C/S des C-A-S-H formés par le laitier pur  
Evolution de la quantité des hydrates 
A chaque pas de calcul, la quantité d’hydrates 𝑥 peut être calculée avec la relation 
suivante : 
 𝑛𝑥(𝑡) = 𝑞(𝑥) × 𝛼𝑖(𝑡) (I – 8) 





- 𝑛𝑥(𝑡) est la quantité de l’hydrate 𝑥 en mole au temps t  
- 𝑞(𝑥) est la quantité de l’hydrate 𝑥 en mole à hydratation complète 
- 𝛼𝑖(𝑡) est le degré d’hydratation de la phase i au temps t 
I.2.4.3.3. Loi de cinétique des réactions 
Physique du modèle 
Les travaux récents sur l’hydratation [Bullard et al., 2011 ; Scrivener et Nonat, 2011] 
proposent une décomposition du processus en 4 étapes. L’essai au calorimètre Langavant 
permet de distinguer ces différentes phases : (1) la réaction initiale avec l’hydrolyse du liant, 
(2) la période de ralentissement des réactions, (3) une période d’accélération et (4) une 
période de décélération de l’hydratation. La phase 1 assez brève, 45 min, est pilotée par des 
phénomènes de précipitation et de dissolution des anhydres. Les mécanismes d’hydratation 
durant la phase 2 ne font pas l’unanimité parmi la communauté scientifique. Certains auteurs 
[Steins et Stevels, 1949] avancent l’hypothèse d’une couche d’hydrates métastables qui limite 
l’accessibilité à l’eau, tandis que d’autres [Damidot et al., 1990] privilégient l’hypothèse 
d’une couche hydrolysée superficielle autour de l’anhydre dont la solubilité serait plus faible 
que celle d’un anhydre sans cette couche. L’accélération de la phase 3 est liée aux 
mécanismes de germination et de nucléation. Enfin, durant la phase 4, l’hydratation est pilotée 
principalement par des phénomènes de diffusion, mais d’autres facteurs tels que le manque 
d’espace ou d’eau contribuent au ralentissement de l’hydratation. 
La cinétique des réactions est aussi influencée par les variations thermiques du milieu 
réactionnel qui sont prises en compte par une loi de type [Arrhenius, 1915]. Dans le cas des 
laitiers, la vitesse d’avancement de l’hydratation est aussi régie par la quantité de portlandite 
disponible dans la solution qui sert d’activant chimique à la dissolution.  
Les différents phénomènes physico-chimiques présentés ci-dessus sont pris en compte 
de façon indépendante dans la loi de cinétique d’hydratation initialement proposée par [Buffo-
Lacarrière, 2007] et améliorée par [Kolani, 2012] pour gérer l’hydratation des constituants du 
liant séparément : 
 ?̇?𝑖 = 𝐴𝑖 ∙ 𝑔𝑖 ∙ 𝜋𝑖 ∙ ℎ𝑖 ∙ 𝑠𝑖 (I – 9) 
Où : 




- 𝑖 ∙est l’anhydre considéré pour la loi de cinétique 
- 𝐴𝑖 est un paramètre de calage de cinétique global 
- 𝑔𝑖 est la fonction qui prend en compte l’influence du cycle dissolution-
sursaturation-précipitation 
- 𝜋𝑖 est la fonction qui gère la disponibilité de l’eau pour l’hydratation 
- ℎ𝑖 est la fonction qui décrit l’influence de la température 
- 𝑠𝑖 est la fonction qui prend en compte l’activation chimique des additions dans 
le cas des liants composés 
Activation de la dissolution 𝑔𝑖 
Dans la littérature [Roy et Idorn, 1982 ; Alexandre et Sebileau, 1988 ; Chen, 2007], la 
dissolution du laitier et des pouzzolanes dans la solution interstitielle est activée par les 
alcalins libérés par l’hydratation du clinker. Pour modéliser l’activation du laitier de manière 
optimale, il faudrait effectuer une quantification de la concentration de la solution interstitielle 
en alcalins. Il existe des méthodes analytiques [Brouwers et Eijk, 2003 ; Chen, 2007] pour 
quantifier la concentration des différents alcalins prenant même en compte les C-S-H par le 
biais de coefficient de distribution. Cependant, afin de ne pas ralentir les vitesses de calcul du 
modèle, [Kolani, 2012] propose d’utiliser la quantité de clinker dissoute au cours de 
l’hydratation comme indicateur du taux d’alcalins dans la solution interstitielle. Dans le cas 
du laitier, la source d’alcalins qui conduit à la dissolution peut provenir de l’hydratation de 
tous les grains de clinker environnant. En revanche, dans le cas du clinker seul, la dissolution 
du clinker en présence d’eau se poursuit jusqu’à la sursaturation de la solution interstitielle et 
la précipitation des hydrates. La concentration de la solution baisse alors et le clinker anhydre 
se dissout à nouveau. Le phénomène de sursaturation de la solution interstitielle autour du 
grain de clinker est local et concerne uniquement le voisinage du grain considéré. [Kolani, 
2012] propose donc de limiter le volume maximal de solution interstitielle que peut sursaturer 
un grain de clinker à travers un paramètre de teneur en eau seuil qui sera pris en compte pour 
l’activation de la dissolution du clinker lorsque la teneur en eau actuelle dépasse cette valeur : 
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(I – 10) 
𝑠𝑖 𝑖 = 𝑎𝑑𝑑𝑖𝑡𝑖𝑜𝑛 𝑚𝑖𝑛é𝑟𝑎𝑙𝑒 
Où : 




- 𝛼𝑐 est le degré d’hydratation du clinker 
- 𝐶𝑝0𝑐𝑙𝑖𝑛𝑘𝑒𝑟 r est la concentration volumique initiale de clinker dans la pâte 
-  𝑊𝑝  est la teneur en eau de la pâte exprimée en concentration volumique 
- 𝑊𝑝𝑠 représente la teneur en eau seuil 
- 𝑀𝐼𝑁 (𝑊𝑝𝑠,  𝑊𝑝) est le minimum de Wp et de Wps 
Disponibilité de l’eau 𝜋𝑖 
L’accessibilité à l’eau des grains anhydres est prise en compte à travers le terme 𝜋𝑖  de 
la loi de cinétique d’hydratation. La difficulté d’accès de l’eau augmente au cours de 
l’avancement de l’hydratation notamment à cause de la formation des couches d’hydrates 
autour des grains anhydres. A terme, l’eau présente dans la porosité capillaire ne sera plus 
disponible pour hydrater le grain. [Kolani, 2012] propose une modification de l’expression 
proposée par [Buffo-Lacarrière, 2007] pour limiter l’impact de n sur rk : 








) (I – 11) 
Où :  
-  𝑛 est un paramètre de calage qui contrôle la cinétique 
-  𝑟𝑘  est un paramètre de calage qui caractérise l’épaisseur de la couche d’hydrate 
au-delà de laquelle la vitesse d’hydratation décroit 
-  ?̅?𝑚𝑖 est la valeur au pas de calcul qui caractérise la couche d’hydrates autour du 
grain anhydre i considéré 
Activation thermique ℎ𝑖 
La réaction d’hydratation du béton est exothermique et aussi thermo-activée. 
L’élévation de la température durant l’hydratation accélère la cinétique des réactions, ce qui 
est pris en compte dans la loi de cinétique à travers une fonction de type Arrhenius : 









)) (I – 12) 
Où : 
- 𝐸𝑎𝑖 est l’énergie d’activation du constituant i en J.mol
-1
 





- 𝑇 est la température en K 




Activation chimique 𝑠𝑖 
Le terme si prend en compte l’activation chimique des réactions des additions dans les 
liants composés. Selon [Dron, 1984], l’activation alcaline du laitier peut être aussi de type 
calcique. Une des sources d’activation disponible pour le laitier est donc la portlandite 
produite par l’hydratation du clinker, mais il existe aussi d’autres sources de calcium telles 
que le calcium contenu dans le laitier lui-même en quantité non négligeable. Il représente une 
source d’auto-activation calcique. La cinétique d’hydratation du laitier est chimiquement 
activée par ces deux sources de calcium. [Kolani, 2012] a donc proposé une modification du 





𝐶𝐻(𝑡) + 𝐶𝑙(𝑡) 
 
 𝑠𝑖 𝑖 = 𝑐𝑙𝑖𝑛𝑘𝑒𝑟 
(I – 13) 
 𝑠𝑖 = 𝑎𝑑𝑑𝑖𝑡𝑖𝑜𝑛 𝑝𝑜𝑢𝑧𝑧𝑜𝑙𝑎𝑛𝑖𝑞𝑢𝑒                        
 𝑠𝑖 𝑖 = 𝑙𝑎𝑖𝑡𝑖𝑒𝑟 
Où : 
- 𝐶𝐻(𝑡) représente la concentration molaire de portlandite disponible dans la 
pâte à l’instant t 
- 𝐶𝑙(𝑡) représente la concentration molaire d’oxyde de calcium du laitier 
anhydre restant à l’instant t 
I.2.4.3.4. Paramètres du modèle 
Les paramètres du modèle sont de deux types : des données d’entrée matériaux et des 
paramètres de calage. L’ensemble des données d’entrée pour la modélisation est récapitulé 
dans le Tableau I – 11.  
Tableau I – 11 : Données d’entrée du modèle d’hydratation 
Données d'entrée Clinker Additions Comment l'obtenir? 
Dosage X X Fixé par la formulation 
Composition chimique X X Disponibles sur la fiche 
technique du liant Masse volumique () X X 
Energie d'activation (Ea) X X Déterminées par calcul ou 
extraites de la littérature Chaleur totale d'hydratation (Q
T
th) X X 
Paramètres A, rk, n X X 
Calés à partir d’un essai 
Langavant 
Les données matériaux sont facilement accessibles sur leur fiche technique. Les autres 
paramètres, tels que la chaleur totale théorique du ciment et son énergie d’activation, sont 
déterminés respectivement à partir des formules de [Bogue, 1952] et [Schindler, 2004]. Pour 




la fumée de silice et les cendres volantes, les valeurs choisies sont celles de [Waller, 1999]. 
Enfin, pour les paramètres du laitier, la valeur de l’énergie d’activation est celle issue des 
travaux de [Fernandez-Jimenez et Puertas, 1997], et la valeur de la chaleur totale théorique est 
celle proposée par [Kishi et Maekawa, 1995]. D’autres données relatives au modèle telles que 
les caractéristiques physico-chimiques des phases du clinker peuvent être trouvées dans la 
thèse de [Buffo-Lacarrière, 2007]. 
Les essais de calorimétrie permettent d’obtenir un indicateur fiable de la cinétique des 
réactions d’hydratation à travers l’évolution du dégagement de chaleur. Les paramètres de la 
loi de cinétique K, rk et n sont calés sur la courbe de dégagement de la chaleur fournie par 
l’essai, par la méthode des moindres carrés. La vitesse d’avancement des réactions 
d’hydratation peut ainsi être calée par le biais de la loi de cinétique. Dans le cas des liants 
binaires, la détermination des paramètres de calage se fait par calages successifs. Dans un 
premier temps, les paramètres de calage du clinker sont d’abord déterminés sur un mortier 
dont le liant est composé uniquement de clinker. Ensuite, les paramètres du clinker étant 
connus, ceux des autres additions (fumée de silice, cendres volantes ou laitier) sont obtenus 
par un calage réalisé avec un mortier à base de clinker et de l’addition considérée. 
I.2.4. Conclusions 
Dans cette partie, l’étude de la microstructure des bétons bas pH et de son évolution au 
cours de l’hydratation a été présentée. Cette microstructure est différente de celle des bétons 
classiques en raison des fortes quantités d’additions présentes dans les formules. Les bétons 
bas pH se distinguent par l’absence de portlandite à long terme, le rapport CaO/SiO2 des C-S-
H plus faible et un pH de la solution interstitielle autour de 11.  
La réactivité du liant et la température de cure sont deux facteurs qui jouent un rôle 
primordial sur la cinétique d’hydratation. Un liant homogène (sans amas) et/ou une 
température de cure à 50°C/80°C permettent d’accélérer l’hydratation du liant et de se 
rapprocher de l’état d’équilibre thermodynamique. Si la réactivité du liant est améliorée, la 
stœchiométrie des C-S-H est aussi impactée (rapport C/S plus faible) et doit être considérée 
pour la modélisation. 
La modélisation de l’hydratation de ces liants est indispensable pour simuler la 
réponse structurelle de l’ouvrage. Le modèle d’hydratation multiphasique permettant de 
prendre en compte les différentes cinétiques des additions pouzzolaniques ainsi que les 




interactions avec le ciment et qui a été utilisé au cours de la thèse, a été présenté. Ce modèle a 
été validé sur différents liants binaires avec de la fumée de silice, des cendres volantes et des 
laitiers avec des taux de substitutions, des conditions de température et hydriques variables. 
Néanmoins, il est nécessaire d’approfondir nos connaissances sur l’hydratation de ces liants 
plus complexes des liants bas pH pour mieux utiliser ce modèle stœchiométrique. 
I.3. Comportement à l’état frais des bétons bas pH 
En raison des conditions de mise en œuvre particulières pour les ouvrages de stockage, 
la connaissance et la maîtrise du comportement à l’état frais des bétons bas pH sont 
indispensables. L’un des objectifs de la thèse est de proposer des préconisations pour la mise 
en œuvre des bétons bas pH dans le cadre de l’application visée in situ. Dans un premier 
temps, les différentes conditions de coulage envisagées par l’Andra sont présentées. Les 
données sur la rhéologie à l’état frais des bétons bas pH n’ont pas été trouvées dans la 
littérature. Afin de mieux apprécier le volet exploratoire sur la rhéologie des bétons bas pH de 
l’étude, une brève présentation des propriétés rhéologiques des bétons traditionnels est donc 
proposée. Enfin, une synthèse des acquis sur le comportement à état frais est présentée. 
I.3.1. Conditions de mise en œuvre considérées 
L’ouvrage de stockage est situé à environ 500 mètres de profondeur. Il est donc 
nécessaire de réfléchir aux solutions et problèmes relatifs à la mise en œuvre du béton. 
Actuellement, trois solutions sont envisagées (Figure I – 12). En fonction de la solution 
choisie pour le coulage du béton, une ouvrabilité plastique a minima est visée.  
 
Figure I – 12 : Schéma du site de construction de l’ouvrage de stockage 




I.3.1.1. Solution de pompage 
La première option est un pompage vertical de la surface jusqu’au site de construction. 
L’avantage de cette solution est une distance et un temps d’acheminement minimaux pour le 
béton. Cependant, au niveau de la faisabilité, plusieurs problèmes techniques sont à 
considérer. D’une part, il faut prendre en compte l’effet lié à la gravité. Sur une hauteur de 
500 mètres, les pressions en sortie seront très élevées et les risques de ségrégation seront donc 
importants, de même que les risques de prise prématurée. Alternativement, il serait possible 
de pomper le béton suivant la rampe d’accès. Dans ce cas, une étude de la tribologie, c’est-à-
dire du frottement du béton frais avec la paroi du boyau, s’avèrerait indispensable pour 
estimer les risques d’échauffement du béton et d’usure du boyau, et ainsi éventuellement 
valider la procédure. Cette solution parait tout de même peu envisageable du fait des 
longueurs de tuyau qu’elle impliquerait. 
I.3.1.2. Solution de la centrale à béton sur chantier 
La deuxième solution consiste à installer une centrale à béton sur le site, à 500 mètres 
de profondeur. Cette technique est intéressante d’un point de vue de l’ouvrabilité du matériau 
et surtout pour le maintien de la durée pratique d’utilisation (DPU) qui pourrait ainsi être 
réduite. En revanche, elle est la plus coûteuse et peut poser des problèmes pour la mise en 
œuvre en raison des quantités importantes de béton à couler. Il faudrait aussi aménager un 
espace pour le stockage des matériaux. 
I.3.1.3. Solution de l’acheminement du béton 
La troisième solution est une production du béton en surface et un acheminement du 
béton par des trémies. Cette solution permet de s’affranchir des problèmes des deux solutions 
précédentes. En effet, d’un point de vue économique, cette option est la moins onéreuse, et 
d’un point de vue technique, la production de quantités importantes de béton est possible. En 
revanche, au vu des distances entre la centrale à béton en surface et le site de mise en œuvre, 
les temps d’acheminement du béton pourraient être longs, estimés à 2h environ. Il est donc 
nécessaire de s’assurer d’une bonne ouvrabilité du béton et d’une DPU suffisamment longue. 
Pour cela, nous avons étudié l’évolution de grandeurs rhéologiques dans le cadre la thèse afin 
de pouvoir dégager des conclusions par rapport à la mise en œuvre, mais également par 
rapport au comportement à l’état frais en général. Afin de mieux apprécier le volet sur la 




rhéologie des bétons, un rappel des grandeurs rhéologiques caractérisant le comportement du 
béton à l’état frais est proposé. 
I.3.2. Propriétés à l’état frais 
I.3.2.1. Ouvrabilité du béton 
Les propriétés d’un béton sont impactées par la compacité du mélange à l’état frais et 
donc par sa mise en œuvre (vibration dans le cas d’un béton non auto-plaçant). Le 
compactage du mélange à l’état frais est obtenu par l’aiguille vibrante ou la table à 
chocs/vibrante. Ce processus consiste à éliminer l’air piégé dans le mélange. Des phénomènes 
de frictions entre les différents constituants du béton (friction interne) et entre le béton et la 
paroi du moule (friction externe) sont mis en jeu. L’ouvrabilité est une propriété intrinsèque 
au béton définie comme étant la vibration nécessaire pour éliminer les frictions internes 
uniquement et produire une compacité optimale [Glanville et al., 1947]. Telle que la 
définition est donnée, il n’y a pas de méthode acceptable qui permette de mesurer cette 
propriété intrinsèque. Cependant, des méthodes plus classiques comme l’essai d’affaissement 
permettent de donner un ordre d’idée. 
Le facteur le plus important qui affecte l’ouvrabilité du mélange est le dosage en eau 
dans le béton. Pour des teneurs en eau et en constituants figées, l’ouvrabilité dépend 
également de la taille maximale des granulats, de leur morphologie, de leur nature 
minéralogique et de leur qualité (masse volumique réelle, absorption d’eau et porosité, 
sensibilité au gel...). Par ailleurs, les adjuvants (de type réducteur d’eau) ont aussi un effet 
important sur l’ouvrabilité.  
Le béton frais se durcit avec le temps, ce qui ne doit pas être confondu avec sa prise. 
En effet, ce durcissement est lié à une perte de l’eau du mélange, soit par absorption par les 
granulats s’ils n’étaient pas saturés, soit par évaporation notamment suite à une exposition au 
vent et au soleil, ou soit par consommation par l’hydrolyse du ciment. Selon [Kempster, 
1968], sur une durée de 1 heure, il y aurait une diminution du facteur de compacité de 0,1 
correspondant à un passage d’un affaissement au cône d’Abrams de 17,5 cm à 5 cm. La perte 
de l’affaissement dépend de plusieurs facteurs. Généralement, plus l’ouvrabilité initiale est 
élevée et plus la cinétique de perte d’affaissement l’est aussi. Cette vitesse de perte 
d’affaissement est aussi accentuée par la quantité de liant, et donc de fines dans le mélange. 
Selon [Erlin et Hime, 1979 ; Ramachandran, 1984], la composition chimique joue aussi un 




rôle important. En effet, cette perte est plus importante quand la teneur en alcalins est élevée 
et quand la teneur en sulfate est très faible. La Figure I – 13 présente ainsi un exemple 
d’évolution de l’affaissement dans le temps d’un béton à base d’un ciment ayant une teneur 
massique en alcalins de 58% et de rapport E/C de 0,4. La teneur en eau des granulats impacte 
aussi l’évolution de l’affaissement pour une eau totale donnée. En effet, la perte 
d’affaissement est plus importante pour des granulats secs en raison de leur forte capacité à 
absorber.  
 
Figure I – 13 : Perte de l’affaissement en % dans le temps [Meyer et Perentchio, 1980] cité par [Neville, 2000] 
D’autres produits tels qu’un superplastifiant réducteur d’eau permettent de retarder le 
durcissement du béton, mais conduisent souvent à un accroissement de la perte d’affaissement 
dans le temps [Neville, 2000]. La température ambiante et celle du béton peut aussi avoir un 
effet sur son ouvrabilité dans le temps. L’affaissement initial est plus faible à des températures 
supérieures à 20°C pour une formule donnée et ce phénomène semble être indépendant de la 
taille des granulats [ACI 211.3-75, 1987]. Les travaux menés par [Dodson, 1990] montrent 
aussi que la perte d’affaissement augmente avec la température (Figure I – 14). 
 
Figure I – 14 : Influence de la température sur la perte d’affaissement (en mm) dans le temps [Dodson, 1990] 




Les formules de bétons bas pH étant multiples dans la littérature, nous présenterons ici 
les résultats des bétons bas pH de l’Andra [Codina, 2007] et [Garcia et Verdier, 2009] afin 
d’identifier celles qui répondraient au mieux au cahier des charges et seraient donc les mieux 
adaptées pour le massif de scellement dans l’ouvrage (Tableau I – 12). Comme vu 
précédemment, l’ouvrabilité et le comportement à l’état frais dépendent de plusieurs 
paramètres, mais principalement du dosage en eau du béton et des granulats. Les propriétés 
des bétons Andra, comprenant 100% de CEM I, de rapports en eau sur ciment similaires à 
ceux des bétons bas pH et incorporant surtout les mêmes granulats, sont également présentées 
à titre comparatif dans cette partie. A l’état frais, la seule contrainte requise dans le cahier des 
charges de l’Andra pour les bétons bas pH est d’obtenir un affaissement plastique de 10 cm 
minimum. 
Tableau I – 12 : Composition des bétons bas pH de l’Andra étudiés 
  [Garcia et Verdier, 2009] [Codina, 2007] 
  TCV TL TCV TL 
%SP 1,3 1,3 1,3 1,3 
Liant 365 380 395 395 
Ciment 136,9 76,0 148,1 79,0 
Fumée de silice 118,6 123,5 128,4 128,4 
Cendres volantes 109,5 - 118,5 - 
Laitier - 180,5 - 187,6 
Sable 829 807 813 817 
Gravillons 1014 986 185 186 
Granulats - - 850 854 
Eau efficace 164 146 158,0 169,9 
Eeff/L 0,44 0,41 0,40 0,43 
Lors du gâchage, une mesure à l’aéromètre de la quantité d’air piégée dans le matériau 
ainsi qu’une mesure de masse volumique apparente ont été réalisées (Tableau I – 13). 
Tableau I – 13 : Masse volumique apparente (en kg/m3), quantité d’air occlus (%) et affaissements (cm) des 
mélanges étudiés [Codina, 2007] 
Béton CEM I T1CV T3L 
Air occlus (%) 1,8 2,1 2,7 
Masse volumique apparente (kg/m
3
) 2447 2390 2381 
Affaissement (cm) 10 12 16 
Les valeurs obtenues pour les bétons bas pH sont relativement proches entre elles en 
considérant que la précision de la mesure sur l’air occlus est de l’ordre de 0,5% (NF-P-18-
353) . La quantité d’air occlus est inférieure à 3% pour les bétons bas pH, mais reste 
supérieure à celle du béton témoin CEM I (1,8%). La présence de bulle d’air dans le matériau 




durci nuit à la durabilité des matériaux (sauf pour le gel/dégel) et, par la création de lieux 
préférentiels de concentration de contrainte, contribue à diminuer la résistance mécanique. 
La nature du superplastifiant joue un rôle primordial sur le pourcentage d’air occlus. 
Selon les études d’optimisation des formulations bas pH de T3L [Garcia et Verdier, 2009], les 
valeurs d’air occlus pouvaient varier de 2 à 9% suivant le superplastifiant utilisé.  
Les affaissements sont tous supérieurs à 10 cm, respectant l’ouvrabilité demandée 
dans le cahier des charges. Cependant, dans le cadre d’un long temps d’acheminement du 
béton sur site, la durée pratique d’utilisation (DPU) du cahier des charges est définie par un 
affaissement de 10cm au bout de 2h. L’évolution au cours du temps de l’affaissement des 
bétons bas pH est présentée en Figure I – 15 [Garcia et Verdier, 2009]. La nomenclature est la 
suivante : T1-30 E/L et T3-15 E/L signifient une diminution de la quantité de liant de 30/15 
kg avec une conservation du rapport E/L à 0,40 par rapport à la formule originale de [Codina, 
2007] tandis que T1-30 E traduit une diminution de 30 kg de liant avec une conservation de la 
quantité d’eau et donc une augmentation du rapport E/L à une valeur de 0,43  
 
Figure I – 15 : Evolution des affaissements dans le temps de T3L -15 E/L, T1CV -30 E/L, T1CV -30 E [Garcia et 
Verdier, 2009] 
Maintenir le rapport E/L en diminuant la quantité de liant conduit à une perte d’eau 
totale et donc à un affaissement limite de 10 cm au bout d’une heure uniquement. Conserver 
la quantité d’eau totale de la formulation originale tout en diminuant la quantité de liant 
permet d’augmenter le rapport E/L et ainsi d’atteindre l’affaissement souhaité au bout de 2h. 
La réduction de liant est moindre dans T3L où l’obtention des 10 cm après 2 h est acquise 
avec le rapport E/L initial de 0,43. De plus, le liant T3L contient environ deux fois moins de 
CEM I que T
CV
 ce qui contribue à son bon maintien d’affaissement. 




I.3.2.2. Echauffement associé à la prise 
Dans les ouvrages de stockage, le béton bas pH sera utilisé comme massif d’appui au 
scellement des galeries. En raison des importants volumes de béton mis en œuvre, il est 
primordial de limiter l’échauffement de ce dernier afin de réduire les risques de fissuration 
dus, entre autres, aux gradients thermiques. L’évolution de la chaleur d’hydratation d’un 
béton est un bon indicateur des réactions d’hydratation associées. Pour des raisons pratiques, 
l’évolution du degré d’hydratation des CEM I peut être estimée en connaissant la chaleur 
d’hydratation à une échéance donnée et à partir de la chaleur d’hydratation théorique calculée 
avec la formule de [Bogue, 1952]. Pour les bétons à base de liant ternaire, les constituants ont 
des cinétiques de réaction différentes qui impactent en plus l’hydratation du ciment. Il est 
donc essentiel de mieux comprendre les réactions d’hydratation de chaque constituant du liant 
pour simuler correctement les réactions d’hydratation des liants composés bas pH. 
Pour évaluer la chaleur d’hydratation et l’échauffement du béton, des essais au 
calorimètre Langavant selon le protocole de la norme [NF EN 196-9, 2010] ont été réalisés 
par [Codina, 2007]. Le principe de la méthode semi-adiabatique consiste à introduire un 
échantillon de mortier, fraîchement préparé, dans un calorimètre afin de déterminer la quantité 
de chaleur dégagée d'après le suivi de l'évolution de la température. À une échéance donnée, 
la chaleur d'hydratation du ciment contenu dans l'échantillon est égale à la somme de la 
chaleur accumulée dans le calorimètre et de la chaleur dissipée vers le milieu ambiant durant 
toute la durée de l'essai. Lors des études précédentes [Codina, 2007], les mesures ont été 
relevées sur des mortiers normalisés avec une fraction volumique de liant évidemment 
supérieure à celle contenue dans les bétons. Les résultats présentés (Figure I – 16) peuvent dès 
lors être considérés comme majorants. 
 
Figure I – 16 : Echauffements des mortiers bas pH [Codina, 2007] 




Les liants bas pH présentés sur la Figure I – 16 sont les mêmes que ceux présentés à la 
suite de la Figure I – 4. L’élévation de température dans un béton classique en condition semi-
adiabatique est d’environ 20°C. Pour limiter cette température, il faut « diluer » le clinker par 





se caractérisent par les échauffements les plus faibles (10,9°C et 
10,4 °C respectivement). En effet, dans le cas de T1CV, les cendres volantes contribuent à 
limiter l’échauffement [Tokyay, 1988] et dans le cas de T3L, il s’agit de la contribution du 
laitier de haut fourneau [Douglas, 1990]. Par ailleurs, ces deux formules ont les teneurs en 
clinker les plus faibles, soit 37,5% pour T1CV et 20,0% pour T3L. La différence de cinétique 
entre les deux peut en partie s’expliquer par la différence de teneur en ciment. 
I.3.2.3. Déformation au jeune âge 
Les déformations qui se produisent au jeune âge durant les premières heures après 
coulage sont le retrait chimique, le retrait plastique et le retrait thermique. 
I.3.2.3.1. Retrait chimique 
Il est aussi appelé la contraction de Le Chatelier dû au fait que le volume des hydrates 
est 20% inférieur à la somme du volume d’eau et des anhydres [Le Chatelier, 1900]. Cette 
contraction d’origine chimique débute lors du gâchage et se poursuit tout le long de 
l’hydratation du ciment. Le phénomène s’estompe avec le durcissement de la pâte.  
I.3.2.3.2. Retrait plastique et retrait thermique 
Ces retraits se produisent durant les premières heures de coulage sur des durées 
généralement courtes. Le retrait plastique est la conséquence de l’évaporation de l’eau ressuée 
en surface du béton frais. Un déséquilibre se crée donc entre le départ de l’eau à la surface et 
l’apport d’eau par le béton résultant ainsi à une forte contraction qui peuvent provoquer des 
fissures en surface. Le problème du retrait plastique peut être résolu par une cure appropriée. 
Lors de la prise, la température s’élève en raison de l’exothermicité des réactions 
d’hydratation. Suite à cette phase de dilatation, se produit un retrait dit thermique. Le gradient 
thermique entre cœur et la surface du béton est d’autant plus important que le massif de béton 
est grand. Ces déformations, lorsqu’elles sont gênées dans le cas de structures massives, 
peuvent engendrer de la microfissuration.  




I.3.2.3.3. Evolution du retrait au jeune âge des bétons bas pH 
Le suivi des déformations sur les bétons frais se fait pendant les 24 heures qui suivent 
le coulage. Il existe plusieurs méthodes de mesure. La première consiste à enregistrer le 
déplacement relatif de deux inclusions métalliques noyées dans la masse du matériau frais, au 
niveau de l’axe longitudinal de symétrie de l’échantillon [Bonnet, 2004]. Il s’agit donc d’une 
mesure linéique des déformations. Plusieurs éléments peuvent influencer la mesure du retrait 
[Dossier CSTC, 2004] rendant l’exploitation des résultats délicate : la sédimentation et le 
ressuage qui impliquent des gradients de densité sur l’épaisseur de l’éprouvette et donc une 
dissymétrie du système, les frottements béton-moule qui peuvent restreindre les déformations 
du matériau, et l’étanchéité du système car l’eau joue un rôle essentiel pour le retrait.  
La deuxième méthode de mesure pour le suivi du retrait au jeune âge, développée par 
[Rey, 1950], est basée sur le principe de pesée hydrostatique. Le dispositif comprend une 
balance précise généralement à 0,01g et un bain thermostaté. Le béton est introduit dans une 
membrane en latex très élastique et très peu perméable, et l’ensemble est immergé dans un 
liquide thermostaté. La mesure des déformations se fait alors par un suivi du niveau du liquide 
d’immersion ou par pesée hydrostatique. Un calcul prenant en compte la poussée 
d’Archimède permet d’accéder aux variations volumiques du matériau.  
Les résultats obtenus sur des bétons bas pH par application de la première méthode 
sont présentés dans la Figure I – 17. 
 
Figure I – 17 : Evolution du retrait des bétons durant 24h après coulage pour différents bétons bas pH [Codina, 
2007] 
Pour un béton classique, seules les données obtenues au-delà de la 3
ème
 heure sont 
pertinentes car  le matériau est capable de s’écouler rendant la mesure de la déformation peu 
fiable [Sarkis, 2002]. Le retrait des bétons bas pH avec cendres volantes est plus important 




que celui du béton avec le laitier avec, respectivement, une moyenne de 790 µm/m pour le T1 
contre 710 µm/m pour T3 à 24h. Le retrait le plus élevé est relevé pour la formulation B qui 
est celle contenant le plus de ciment et de fumée de silice.  
[Charron et al., 2003] proposent une comparaison des deux méthodes de mesures du 
retrait (Figure I – 18) avec en supplément une mesure du retrait chimique avec une méthode 
inspirée de l’expérience de Le Chatelier. Cette méthode consiste à immerger une masse de 
mortier dans un Erlenmeyer rempli d’eau thermostatée et bouché, puis de mesurer le volume 
de liquide pendant l’hydratation grâce à un tube gradué.  
 
Figure I – 18 : Comparaison des deux méthodes de mesures de déformations au jeune âge [Charron et al., 2003] 
Le gonflement observé sur les mesures linéiques est associé à la période de 
dégagement de chaleur maximal et à la formation de l’ettringite. Ce phénomène n’est pas 
présent sur les mesures volumiques car il est supposé que les conditions de température sont 
mieux maîtrisées grâce à l’immersion dans le liquide thermostaté. [Barcelo et al., 1999] 
expliquent que la différence provient de la pression exercée par la membrane qui scelle le 
matériau dans le cas de la pesée hydrostatique. Ils évoquent aussi la possibilité que la 
membrane soit tirée dans les bulles générées par la mise en œuvre du matériau. Ainsi, les 
volumes occupés par des hémisphères (bulles) modifient le volume de l’échantillon. 
I.3.3. Rhéologie à l’état frais des bétons 
Les bétons bas pH contiennent une forte proportion d’additions pouzzolaniques qui 
leur confèrent un aspect visqueux. Ces additions très fines ont une grande surface spécifique 
et pourraient retenir une quantité importante de l’eau de gâchage. Nous nous sommes donc 
intéressés au comportement rhéologique de ces bétons et plus particulièrement à la thixotropie 
qui peut impacter significativement leur mise en œuvre. 




Depuis le début des années 90, plusieurs synthèses bibliographiques sur l’étude des 
propriétés rhéologiques des pâtes de ciment et des bétons ont été menées [Tattersall et Banfill, 
1983 ; Shaughnessy et al, 1988 et Struble, 1991]. Elles traitent de la maniabilité et de 
l’ouvrabilité, mais portent principalement sur l’établissement des courbes d’écoulement, des 
paramètres rhéologiques des pâtes. Ces études abordent aussi le comportement rhéologique en 
fonction du temps, à taux de cisaillement constant, et l’influence des différents facteurs qui 
entraînent des variations de comportement des pâtes. Ces facteurs sont divisés en deux 
groupes suivant leurs impacts sur les propriétés rhéologiques : les facteurs de composition qui 
dépendent de la finesse et de la composition chimique du liant, de la présence d’adjuvant, de 
la teneur en eau etc., et les facteurs opératoires/métrologiques qui dépendent du mode de 
malaxage, du dispositif de mesure etc. L’intérêt de l’étude de la rhéologie des matériaux à 
matrice cimentaire a pris de l’ampleur avec l’émergence des bétons auto-plaçants (BAP) et du 
développement des superplastifiants de nouvelle génération (haut réducteur d’eau) qui ont 
étendu le spectre des comportements à l’état frais des bétons. Peu d’études fondamentales 
traitent de l’effet des additions minérales sur la rhéologie. Le rôle des fines est difficile à 
évaluer, d’autant qu’il peut être couplé ou non à l’utilisation d’un superplastifiant. Les 
connaissances sur la rhéologie des bétons bas pH sont inexistantes. C’est pourquoi une 
bibliographie plus générale sur la rhéologie des bétons est proposée pour mieux apprécier la 
démarche adoptée dans la thèse.  
I.3.3.1. Définition des paramètres rhéologiques 
Cette sous partie fournit différents rappels et précisions sur les différentes notions de 
rhéologie utilisées dans cette étude. Les grandeurs rhéologiques sont évaluées à partir d’essais 
réalisés à l’aide d’un rhéomètre [Mouret et Cyr, 2003]. Cet appareil permet d’enregistrer le 
couple résistant à la rotation imposée d’un mobile plongé et centré dans un bol rempli de 
béton. L’exploitation des données brutes permet ensuite de retrouver les différents paramètres 
rhéologiques. Plus de détails seront donnés dans le Chapitre 3. 
I.3.3.1.1. Contrainte de cisaillement  [Pa] 
Deux couches successives au contact l’une de l’autre se déplacent relativement l’une 
par rapport à l’autre au cours d’un mouvement laminaire de cisaillement. Des contraintes de 
cisaillement s’exerçant tangentiellement à la surface d’interface entre les 2 couches 
apparaissent alors [Couarraze et Grossiord, 1983]. 




I.3.3.1.2. Vitesse de cisaillement ?̇? [s-1] 
La vitesse de cisaillement correspond à la vitesse de déformation de deux couches 
successives de matériau cisaillé. Il s’agit donc de la dérivée par rapport au temps de la 
déformation de cisaillement. Elle est aussi appelée gradient de vitesse [Couarraze et 
Grossiord, 1983]. 
I.3.3.1.3. Seuil de cisaillement o [Pa] 
Le seuil de cisaillement est la contrainte de cisaillement minimum à atteindre pour que 
le fluide s’écoule. Il peut être mesuré avec différentes méthodes [Dzuy et Boger, 1983 ; 
Liddell et Boger, 1996]. La réalité physique du seuil de cisaillement dépend de la méthode de 
mesure. La première méthode de mesure est effectuée sur une suspension au repos, c’est-à-
dire que la substance mesurée est initialement structurée et la valeur mesurée correspond donc 
à la contrainte nécessaire pour mettre la substance en mouvement. Il est aussi appelé seuil de 
cisaillement au repos ou seuil statique. La seconde méthode de mesure est réalisée sur une 
suspension partiellement détruite, c’est-à-dire que pour un gradient de vitesse appliqué, le 
degré de déstructuration est maximum. Il est appelé seuil d’écoulement ou seuil dynamique. 
Le seuil 0 est ensuite obtenu par extrapolation de la courbe à l’origine avec une des relations 
présentées dans le Tableau I – 14.  
Tableau I – 14 : Modèles mathématiques pour caractériser l’écoulement cités par [Cyr, 1999] 
 
Ces deux grandeurs ne sont égales que pour des matériaux caractérisés par une 
réactivité lente ou une faible thixotropie (propriété que nous expliciterons par la suite). Il 
existe une certaine corrélation entre les deux paramètres [Dzuy et Boger, 1985 ; Cyr 1999], 
mais de manière générale, le seuil statique est plus important que le seuil dynamique. 




I.3.3.1.4. Types de comportement 
Les types d’écoulement peuvent être définis en régime permanent par leurs courbes 
d’écoulement ou rhéogrammes 𝜏 en fonction de ?̇?. La Figure I – 19 présente les différents 
modèles caractérisant l’écoulement. Les différentes courbes d’écoulement sont généralement 
divisées en deux catégories : les courbes d’écoulement linéaires et les courbes d’écoulement 
non linéaires.  
 
Figure I – 19 : Comportements rhéologiques cités par [Cyr, 1999] 
La première catégorie concerne les corps avec un comportement dit visqueux, c’est-à-
dire ceux pour lesquels il y a un écoulement dès lors qu’une contrainte de cisaillement est 
appliquée (fluides newtoniens - courbe 1), et les corps viscoplastiques pour lesquels un 
écoulement se produit lorsque la contrainte de cisaillement dépasse une valeur qualifiée de 
seuil de cisaillement (fluides binghamiens - courbe 2). 
La seconde catégorie regroupe aussi les corps visqueux ou viscoplastiques, mais ceux 
dont les lois de comportement sont non linéaires comme celle d’Herschel-Bulkley. Il existe 
deux sous-catégories avec les comportements rhéo-fluidifiants lorsque l’exposant n du 
gradient de vitesse est inférieur à 1 (avec et sans seuil de cisaillement respectivement courbes 
3b et 3a), et les comportements rhéo-épaississants quand n est supérieur à 1 (courbe 4b et 4a). 
I.3.3.1.5. Viscosité µ [Pa.s] 
La viscosité est une grandeur qui permet de caractériser le comportement rhéologique 








Le coefficient de viscosité apparente peut être déterminé à partir d’une courbe 
d’écoulement 𝝉 en fonction de ?̇?, pour une valeur donnée de 𝝉 , par le calcul du coefficient 
directeur de la droite joignant le point considéré et l’origine de la courbe. 
I.3.3.2. Thixotropie des bétons  
Nous présenterons dans cette partie le phénomène de thixotropie et son impact sur la 
mise en œuvre du béton.  
I.3.3.2.1. Définition de la thixotropie 
On parle de phénomène de thixotropie dans le cas où, lorsqu’une contrainte de 
cisaillement est appliquée puis maintenue constante après un long temps de repos, la viscosité 
apparente du matériau diminue avec la durée de l’écoulement, ou bien si le matériau retrouve 
sa structure initiale après un long temps de repos [GFR, 1990]. Une illustration de la 
thixotropie est proposée en Figure I – 21. 
Le type de comportement peut varier avec la réactivité des constituants au cours de 
l’hydratation du liant. Cependant, certains corps possèdent un écoulement dont les 
caractéristiques dépendent du temps, ce qui est le cas des corps thixotropes. Ce phénomène 
caractérisé par une diminution de la viscosité au cours du temps sous une contrainte constante, 
traduit une destruction progressive de la structure au repos. Dans le cas des pâtes de ciment ou 
des bétons, leur structure initiale n’est jamais complètement reformée, c’est ce qu’on appelle 
la fausse-thixotropie [Legrand, 1982]. 
 
Figure I – 20 : Cisaillement d’un corps thixotrope après des temps de repos variables [Barnes, 1997] 
En raison de la nature colloïdale d’un matériau cimentaire, la thixotropie est induite 
par les particules les plus fines (ciment, fines de sable et les additions) notamment les fines de 
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dimensions inférieures à 20 µm selon [Wallevik, 2005]. Elle est aussi fonction de leur dosage 
et de leur nature. D’après [Billberg, 2006] et [Roussel, 2006a], la thixotropie dans une matrice 
cimentaire est pilotée par les phénomènes de déstructuration et restructuration, c’est-à-dire 
une désorganisation et réorganisation du réseau ciment/additions en contact avec les 
macromolécules de superplastifiant. Le temps caractéristique de déstructuration (ou 
défloculation des coagulâts de particules) est de l’ordre de quelques dizaines de secondes et le 
temps de restructuration (ou floculation) est de l’ordre de plusieurs minutes. D’après 
[Roussel, 2006b], la réversibilité des phénomènes est valable sur une période de 30 minutes 
après le malaxage. Les phénomènes de structuration irréversibles liés à l’hydratation du 
ciment peuvent alors être considérés comme négligeables [Roussel et al., 2012]. 
I.3.3.2.2. Evaluation de la thixotropie 
La thixotropie est évaluée en mesurant le seuil d’écoulement au repos 0 du béton en 
fonction du temps t et est déterminée par la relation : 𝜏0 = 𝜏0
𝑖 + 𝐴𝑡ℎ𝑖𝑥 𝑡, 𝜏0
𝑖  étant le seuil 
initial après malaxage. Le coefficient Athix correspond à la vitesse de restructuration du béton. 
Une illustration est donnée en Figure I – 21. 
 
Figure I – 21 : Evolution du seuil de cisaillement déterminé à partir du rhéomètre [Ovarlez et al, 2006] 
Une classification de la thixotropie des BAP est proposée [Roussel, 2006b] sur le 
Tableau I – 15 en fonction de la valeur de Athix. 
Tableau I – 15 : Classification des BAP en fonction de la vitesse de restructuration 
Athix (Pa.s
-1
) Type de BAP 
< 0,1 Non thixotrope 
Entre 0,1 et 0,5 Thixotrope 
> 0,5 Fortement thixotrope 




I.3.3.2.3. Impact de la thixotropie sur la mise en œuvre 
La thixotropie peut avoir une influence non négligeable sur la mise en œuvre du béton 
et la pérennité de l’ouvrage. Le caractère thixotrope présente l’avantage de réduire la poussée 
exercée sur les coffrages. En effet, si la mise en œuvre est relativement lente, la structuration 
interne du matériau permettrait de supporter le poids du béton coulé au-dessus sans pour 
autant augmenter la contrainte latérale exercée sur les coffrages. Il est possible de prédire la 
pression relative sur un coffrage de mur grâce au modèle physique développé par [Ovarlez et 
al, 2006] à partir du coefficient Athix présenté précédemment. 
Un autre avantage que procure le caractère thixotrope est le renforcement de la 
stabilité du béton une fois mis en place. En effet, avant la prise et sous l’effet de gravité, le 
phénomène de sédimentation des plus gros grains et de ségrégation du béton est limité, 
assurant ainsi une homogénéité du matériau. La restructuration du béton est effective au 
repos, ce qui signifie en termes de paramètres rhéologiques une augmentation du seuil de 
cisaillement qui empêche le tassement du squelette granulaire [Saak et al., 2001 ; Roussel, 
2006c]. 
L’inconvénient majeur de la thixotropie des bétons concerne les coulages en plusieurs 
couches. Si la restructuration de la couche inférieure se fait avant la mise en place de la 
couche supérieure, une mauvaise reprise de bétonnage pourrait se produire par la création 
d’une interface ayant des propriétés mécaniques et de transfert moins performantes. Pour 
obtenir le mélange des deux couches, la contrainte développée par le coulage de la deuxième 
couche doit être supérieure au seuil de cisaillement atteint par la première couche lors de sa 
restructuration. Cependant, il est possible dans notre cas de vibrer le béton, à la différence des 
BAP, pour s’affranchir de cette reprise de bétonnage. Pour les bétons de type binghamien, 
[Roussel, 2006b] définit un temps critique ∆𝑡𝑐 (en secondes) qu’il ne faudrait pas dépasser 




 x 10000 (I – 14) 
Où : 
- p est la viscosité plastique du béton (Pa.s) 
- 𝑉 est la vitesse d’écoulement du béton dans la couche (m.s-1) 
- ℎ est la hauteur du mur (m) 
- 𝐴𝑡ℎ𝑖𝑥 est le coefficient de thixotropie (Pa.s
-1
) 





Nous avons recensé les différentes solutions de mise en œuvre des bétons bas pH in-
situ avec leurs avantages et inconvénients. La solution de l’acheminement du béton étant la 
plus réaliste, nous avons axé l’étude des propriétés à l’état frais avec des conditions 
expérimentales qui permettraient de simuler cette solution. La base de données actuelle de 
l’Andra sur les propriétés à l’état frais des bétons bas pH comprend l’évolution de la 
consistance du béton dans le temps pour vérifier sa bonne DPU, la vérification de sa faible 
chaleur d’hydratation et le suivi du retrait afin d’évaluer les risques de fissuration. Dans le 
cadre de la thèse, nous avons décidé de compléter cette base de données avec une étude 
rhéologique. Les paramètres caractéristiques de la rhéologie et quelques données obtenues sur 
des bétons traditionnels ont donc été présentés. Nous nous appuierons sur ces informations 
pour traiter la rhéologie des bétons bas pH. 
I.4. Comportement à l’état durci des bétons bas pH 
Le comportement à l’état durci des bétons comprend la caractérisation physique, 
mécanique et les propriétés de transfert du matériau. La connaissance de ces propriétés est 
indispensable pour la modélisation de la tenue de l’ouvrage dans le temps. Comme pour le 
comportement à l’état frais, les travaux effectués sur les bétons bas pH de l’Andra seront 
présentés [Codina, 2007 ; Garcia et Verdier, 2009 ; Dauzères, 2010 ; Ranaïvomanana, 2010,]. 
Dans un premier temps, nous allons présenter les résultats disponibles des propriétés 
mécaniques des bétons bas pH étudiés pour le compte de l’Andra. Nous abordons aussi dans 
cette partie la simulation de l’évolution des propriétés mécaniques et la modélisation de 
l’endommagement. Ensuite, une présentation synthétique des phénomènes liés aux 
déformations libres et sous charge, les résultats expérimentaux des études précédentes seront 
exposés. Nous présenterons ensuite les modèles qui seront utilisés au cours de la thèse. En 
dernier lieu, nous présenterons les grandeurs associées aux propriétés de transfert mesurées 
sur ce type de matériaux ainsi que le modèle de réseau poreux utilisé pour simuler les 
transferts hydriques [Ranaïvomanana, 2010]. 
I.4.1. Propriétés mécaniques 
Le béton est un matériau principalement utilisé dans la construction pour ses 
performances mécaniques. En termes de propriétés mécaniques instantanées, on le caractérise 




principalement par sa résistance en compression, sa résistance en traction, sa rigidité (module 
de Young), et son énergie de fissuration. Sur les bétons bas pH de l’Andra, les seules données 
disponibles sont les résistances en compression. 
I.4.1.1. Résistance en compression 
La résistance en compression est évaluée grâce à un essai en compression simple 
uniaxiale, qui permet de définir sa classe de résistance. Plusieurs paramètres influencent la 
résistance. On distingue les paramètres de formulation (le rapport E/L, la teneur en liant, la 
nature du liant, etc.) des autres paramètres tels que le mode de cure, l’effet d’échelle, la forme 
de l’éprouvette (frettage, cube/cylindre, etc.), le traitement thermique, etc. 
Les essais de compression sur des bétons bas pH [Codina, 2007] ont été réalisés selon 
la norme [NF EN 12390-3, 2003] à 28 jours, 90 jours et 1 an avec une conservation des 
éprouvettes en cure humide (Figure I – 22). 
 
Figure I – 22 : Résistances en compression des bétons bas pH et du témoin de ciment Portland mesurées à 28 
jours, 90 jours et un an sur des éprouvettes 11x22 cm conservées à 100 % d’humidité relative et 20 °C [Codina, 2007] 
Pour la composition des bétons, nous nous référerons à la partie I.3.2.2. Les 
résistances sont toutes supérieures à 70 MPa au bout de 90 jours. La présence de fumée de 
silice permet d’accélérer l’hydratation du clinker par un effet de germination, de convertir la 
portlandite en C-S-H par des réactions pouzzolaniques et donc de densifier la pâte. C’est pour 
cette raison qu’à l’échéance de 28 jours, le béton T1 possède une résistance plus faible que le 
béton témoin CEM I, mais que sa résistance devient plus élevée à 90 jours. Par ailleurs, la 
comparaison des bétons T1
 
et T2 ayant tous deux des teneurs identiques en CEM I et fumée 
de silice, avec du laitier pour T2 et des cendres volantes pour T1, montre que la substitution 











































terme, avec des écarts qui tendent néanmoins à se réduire. Le paramètre majeur qui semble 
régir la résistance est la quantité de composés hydrauliques dans le liant. En effet, le béton T2 
qui contient la plus grande quantité de liant hydraulique, développe la résistance la plus 
élevée, alors que le béton T3 avec 20 % de CEM I, possède la résistance en compression la 
plus faible à 28 jours. 
I.4.1.2. Evolution des propriétés mécaniques 
Dans l’optique d’une simulation de la réponse structurelle de l’ouvrage dans le temps, 
il est nécessaire de connaître d’autres propriétés mécaniques instantanées telles que la 
résistance en traction, en flexion, ou encore le module de Young pour avoir une idée de la 
rigidité du matériau, données actuellement manquantes pour les bétons bas pH. Au-delà de 
cela, il faut aussi pouvoir accéder à l’évolution de ces propriétés dans le temps. Plusieurs 
études ont été menées dans le but de pouvoir relier l’évolution de l’hydratation et la 
composition du béton à travers son rapport E/C, sa porosité, la composition chimique du 
ciment, etc. Nous nous intéresserons ici au lien entre le degré d’hydratation et les propriétés 
mécaniques du béton. En effet, dans l’hypothèse que l’augmentation de la résistance en 
compression est proportionnelle à la quantité d’hydrates formés, il est possible de relier les 
propriétés mécaniques à l’évolution du degré d’hydratation [De Schutter et Taerwe, 1996] par 
la relation empirique suivante : 





 (I – 15) 
Où : 
- 𝑋 désigne la propriété mécanique considérée (en MPa) 
- 𝛼 est le degré d’hydratation 
- 𝑋𝛼 est la valeur de la propriété mécanique considérée pour un degré 
d’hydratation α 
- 𝑋𝑖∞ est la valeur de calage de la propriété mécanique considérée à hydratation 
totale (α = 1) 
- 𝛼0 est un paramètre intrinsèque au matériau qui correspond au degré 
d’hydratation au seuil de percolation 
- 𝑛𝑖 contrôle la morphologie de la courbe. 




Ces lois ne sont pas adaptées pour l’étude de béton avec ajouts. Si le liant comprend 
plusieurs anhydres avec différentes cinétiques de réaction, le degré d’hydratation serait propre 
à chaque constituant et l’estimation de la contribution de chaque anhydre dans l’évolution des 
propriétés mécaniques devient alors plus complexe. Pour les liants ternaires, il est donc très 
important de considérer un degré d’hydratation global du liant qui prend en compte la 
cinétique de chaque addition. 
I.4.1.3. Modélisation de l’endommagement 
L’évaluation des propriétés mécaniques nous servira à simuler l’endommagement des 
bétons sous charge. Il existe différentes approches dans la littérature scientifique pour 
modéliser la fissuration du béton. Le modèle d’endommagement du béton utilisé dans le cadre 
de cette thèse est celui proposé par [Sellier et al., 2013]. Ce modèle anisotrope est utilisé pour 
décrire l’endommagement et l’ouverture des fissures. L’effet de la fissuration en traction sur 
le comportement du béton est représenté par le tenseur d’endommagement en traction noté 𝐷𝑡 
et la zone saine est représentée par le tenseur 1 − 𝐷𝑡. La contrainte effective notée ?⃗̃? 
correspond à la contrainte concentrée dans la zone non endommagée et la matrice de rigidité 
du matériau sain est notée 𝑆0. La loi de comportement du béton est formulée suivant le 
principe de déformation équivalente de la mécanique d’endommagement [Lemaître et 
Chaboche, 1985] : 
 ?⃗̃? =  𝑆0 ∙  𝜀 (I – 16) 
L’état de contrainte pour une fissuration en traction ?⃗̃?𝑓 est défini par : 
 ?⃗̃?𝑓 = 𝑆0 ∙ (𝜀 − 𝜀𝑓)  (I – 17) 
Où 𝜀𝑓 correspond à la déformation anélastique associée à l’ouverture de fissure. 
La contrainte effective au sens de l’endommagement est donnée par : 
 ?⃗̃?𝑓 = (1 − 𝐷𝑡) ∙   ?⃗̃?𝑡 + 𝐷𝑡 ∙  ?⃗̃?𝑓  (I – 18) 
Avec  ?⃗̃?𝑡 la contrainte effective en traction 
L’endommagement de compression est représenté par le tenseur noté 𝐷𝑐. La 
contrainte apparente ?⃗? est la contrainte résiduelle après endommagement et est donnée par : 




 ?⃗? =  (1 − 𝐷𝑐) ∙ (1 − 𝐷𝑡)  ∙  ?⃗̃?𝑡 + 𝐷𝑡 ∙  ?⃗̃?𝑓  (I – 19) 
                            ?⃗̃?𝑐 
Le critère d’endommagement en compression ainsi que l’évolution de la densité de 
fissuration en compression sont basés sur la fonction de Drucker-Prager, tandis que 
l’endommagement en traction est basé sur celle de Rankine.  
Les données d’entrée principales du modèle d’endommagement sont récapitulées dans 
le Tableau I – 16. 
Tableau I – 16 : Données d’entrée du modèle d’endommagement [Sellier et al., 2013] 
Paramètres Désignation 
Rc Résistance en compression 
Rt Résistance en traction direct 
E Module de Young 
 Coefficient de poison 
Gf
t
 Energie de fissuration en traction 
pic t Déformation associée au pic de traction 
pic c Déformation associée au pic de compression 
Les termes pic t et pic c associée aux déformations respectives en traction et 
compression sont intégrés dans le tenseur d’endommagement 𝑫 pour prendre en compte 
l’endommagement diffus avant le pic de rupture. Le paragraphe suivant décrit comment 
l’énergie de fissuration est gérée dans le modèle.  
I.4.1.3.1. Energie de fissuration 
La rupture locale du béton soumis à la traction se traduit par sa fissuration, c’est pour 
cela que de nombreux travaux de recherche ont été consacrés à la caractérisation de la 
fissuration du béton en termes de détermination de paramètres de mécanique régissant ce 
phénomène. La fissuration est précédée par la formation de microfissures qui coalescent pour 
engendrer une macrofissure. L’énergie de fissuration communément notée Gf, correspond à 
l’énergie nécessaire à la création de cette macrofissure et est considérée comme une 
caractéristique du matériau. C’est aussi l’énergie absorbée par la zone d’endommagement 
durant le processus de fissuration. Les méthodes expérimentales d’investigation de cette 
énergie sont les essais de flexion trois points sur éprouvettes entaillées (recommandées par la 
[RILEM TC-50FMC, 1983]) et les essais de traction directe.  
En ce qui concerne la modélisation adoptée, la fissuration se localise sur l’élément fini 
le plus chargé (ou le plus fragile) : c’est le début du comportement adoucissant. La dissipation 




d’énergie devient proportionnelle à la taille de l’élément dans la direction normale à la fissure. 
L’énergie dissipée par unité de surface de fissure doit être égal à l’énergie de fissuration 𝐺𝑓
𝑡
. 
La taille de l’élément fini est donc reliée à l’énergie de fissuration 𝐺𝑓
𝑡
 qui doit vérifier : 
 𝐺𝑓
𝑡 = 𝐴(𝜎,𝜀)𝑙(𝑒𝐼) (I – 20) 
Où : 
- 𝐴(𝜎,𝜀) représente l’aire sous la courbe de contrainte-déformation 
- 𝑙(𝑒𝐼) est la taille de l’élément fini dans la direction principale de traction 
La méthode de régularisation adoptée par [Sellier et al., 2013], correspond à la 
méthode dite de [Hillerborg et al., 1976]. Celle-ci modifie le terme 𝐴(𝜎,𝜀) de façon à assurer 
de l’objectivité de la réponse mécanique vis-à-vis de la taille de l’élément fini. Cette 
régularisation est également adoptée pour traiter la localisation de la fissure par 
compression/cisaillement. 
I.4.2. Déformations différées 
De manière conventionnelle, les déformations différées libres ou indépendantes de 
tout chargement sont appelées retrait. La déformation totale sous charge est définie, à 
température ambiante, comme étant la somme de deux composantes : le retrait et la 
déformation de fluage qui se développe sous l’effet de la contrainte mécanique maintenue 
dans le temps. Nous présenterons successivement dans cette partie les phénomènes de retrait 
et de fluage, puis nous aborderons le modèle rhéologique qui sera utilisé dans la thèse pour 
modéliser les déformations différées. 
I.4.2.1. Retrait du béton 
Deux types de retrait peuvent être distingués suivant le mode de conservation des 
bétons. Le retrait est qualifié d’endogène ou d’autodessiccation lorsqu’il n’y a pas d’échange 
hydrique avec le milieu extérieur, et est appelé total lorsqu’ils sont permis. Le part de retrait 








I.4.2.1.1. Origine du retrait 
[Benboudjema, 2002] répertorie trois phénomènes pour expliquer les origines de ce 
type de retrait : la pression capillaire, la pression de disjonction et les tensions superficielles. 
 En ce qui concerne la pression capillaire, le séchage du matériau entraîne une 
diminution de l’humidité relative au sein du béton et donc une vaporisation de l’eau liquide. A 
l’interface eau-vapeur, des ménisques se forment avec des tensions capillaires qui induisent 
une contraction du squelette solide et donc le retrait du matériau.  
La pression de disjonction est due à un départ d’eau engendré par la diminution de 
l’humidité relative dans le béton. En effet, lorsque l’humidité relative diminue, le nombre de 
couches d’eau, correspondant à l’adsorption libre, diminue lui aussi Cependant, lorsque les 
surfaces adsorbantes sont trop proches, l’adsorption libre ne peut pas avoir lieu. C’est une 
zone dite d’adsorption empêchée. Dans ces zones, l’eau fortement adsorbée, est sous une 
pression, dite de disjonction. Cette pression s’oppose aux forces d’attraction existantes entre 
les particules de C-S-H et responsable du maintien de la structure du squelette. Il en résulte à 
l’échelle macroscopique d’une contraction du solide. 
Les tensions superficielles ou forces d’adsorptions se réfèrent à l’énergie surfacique 
des particules de gel de C-S-H qui crée des contraintes de traction à leur surface et des 
contraintes de compression au sein du solide. Lorsqu’il y a adsorption, les tensions 
surfaciques diminuent et s’il y a désorption, les contraintes induites augmentent, provoquant 
une contraction du solide et donc une déformation de retrait. 
I.4.2.1.2. Retrait endogène 
Le phénomène à l’origine du retrait endogène est l’autodessiccation de la pâte de 
ciment, c’est-à-dire la consommation de l’eau dans les pores capillaires par l’hydratation des 
grains de ciment CEM I sans échange hydrique extérieur et indépendamment de tout 
chargement extérieur. Il est généralement localisé au cœur des massifs de béton, et s’effectue 
en plusieurs phases : le retrait chimique, le retrait plastique, le retrait thermique et le retrait 
d’autodessication. Les trois premiers types de retrait interviennent sur les premières heures 
après le coulage. Ils ont déjà été abordés dans la partie I.3.2. de ce chapitre. Nous évoquons 
ici les autres phénomènes à l’origine du retrait endogène qui se produisent à plus long terme. 
Comme nous l’avons expliqué précédemment, ce sont les pressions capillaires et celles 
de disjonction qui pilotent le retrait, notamment endogène. De la rigidification du matériau 




lors de l’hydratation du liant résulte l’apparition d’un squelette caractérisé par une porosité. 
L’eau dans les pores capillaires est consommée pour la formation d’hydrates qui comblent la 
porosité et donc densifient la matrice cimentaire. Cette diminution de la teneur en eau, qui 
peut être qualifiée de séchage interne, conduit à l’apparition d’un volume gazeux de vapeur 
d’eau dans les pores. Des ménisques se forment alors à l’interface eau-vapeur et leur équilibre 
est régi par la loi de Kelvin-Laplace. Il en résulte des dépressions dites capillaires qui 
s’exercent sur les parois des pores. Ces tensions, d’autant plus élevées que le rayon des pores 
est faible conformément à cette loi, entrainent dès lors une contraction du béton à l’échelle 
macroscopique. La déformation de la pâte étant empêchée par la présence des granulats, des 
tensions apparaissent et peuvent provoquer, suivant leur intensité, de la microfissuration. Il est 
connu que les bétons à hautes performances à faible rapport E/C ou E/L induisant des réseaux 
poreux très fins développent des retraits endogènes supérieurs à ceux des bétons ordinaires. 
I.4.2.1.3. Retrait de dessiccation 
Lorsque le béton est conservé dans un milieu ambiant dont l’humidité relative est 
inférieure à celle qu’il faudrait pour équilibrer la saturation interne du matériau, il se met à 
sécher. La dessiccation des pores, comme dans le cas de l’auto-dessiccation pour le retrait 
endogène, provoque des tensions capillaires et donc un retrait dit de dessiccation. Ce retrait 
est qualifié d’apparent lorsqu’il y a apparition de microfissures en parallèle avec le retrait et 
de potentiel lorsque le matériau ne subit pas de microfissuration [Acker, 1988 ; Neville 2000]. 
Une illustration des autocontraintes dues au retrait de séchage est présentée en Figure I – 23 
[Pons, 1998]. 
 
Figure I – 23 : Autocontraintes de structure dues au retrait de séchage [Pons, 1998]. 




La formation de fissuration éventuelle due au retrait de dessiccation est liée au 
gradient hydrique entre la surface et l’intérieur du béton. Ce gradient hydrique va entrainer 
des contractions plus fortes en surface qui vont être gênées par un retrait plus faible à cœur. Il 
en résulte un système d’auto-contraintes avec de la traction en surface et de la compression en 
partie centrale, l’équilibre global de la section étant assurée [Pons, 1998]. Ces tractions en 
surface peuvent engendrer une fissuration en peau si la contrainte dépasse la résistance en 
traction du matériau à l’instant considéré et donc une relaxation partielle des contraintes [Pons 
et Torrenti, 2008]. 
I.4.2.1.4. Retrait des bétons bas pH 
Les valeurs de retrait sur des bétons bas pH obtenues dans de précédentes études sont 
comparées à celles mesurées sur des bétons à hautes performances (BHP) dans le Tableau I – 
17. Après le coulage, les éprouvettes ont été conservées dans une salle humide (20°C et 98 ± 
2% HR) puis, elle ont été démoulées à 24 h et entreposées dans une salle climatisée à 20°C et 
50% HR pour le suivi du retrait. Des prismes de dimensions 7x7x28 cm ont été utilisés dans 
l’étude de [Garcia et Verdier, 2009] et de [Camps, 2008]. 
Tableau I – 17 : Comparaison des valeurs de résistance en compression à 90 jours et de retrait à 360 jours sur des 
bétons bas pH [Garcia et Verdier, 2009] et des BHP [Camps, 2008] (en µm/m)  
  Rc à 90 j (en MPa) Retrait endogène Retrait de dessiccation Retrait Total 
CEM I  64 310 370 680 
CEM V 68 470 190 660 
T1  72 300 320 620 
T3 66 380 220 600 
Nous rappelons que le retrait de dessiccation correspond à la différence entre le retrait 
total et le retrait endogène. Les valeurs de retrait total d’un béton bas pH sont similaires à 
celles d’un BHP de même classe de résistance. Généralement, plus le réseau poreux du 
matériau est fin, notamment grâce à. densification de la matrice cimentaire avec des réactions 
pouzzolaniques, et plus le retrait endogène sera élevé en raison des dépressions capillaires 
importantes. A contrario, le retrait de dessiccation sera plus faible de par une porosité moins 
développée et donc une moindre capacité à sécher.  
Les évolutions des déformations libres des bétons bas pH de l’Andra d’une autre étude 
[Codina, 2007] sont présentées dans la Figure I – 24. Le retrait a été mesuré uniaxialement sur 
des prismes de dimensions 7x7x28 cm à partir de 24 heures après le gâchage.  





Figure I – 24 : Retraits endogène et total des éprouvettes conservées à 20°C et à 50% de HR [Codina, 2007] 
Les retraits obtenus sont globalement inférieurs à ceux de Garcia car le squelette 
granulaire ainsi que la finesse du liant diffèrent entre les deux études (meilleure dispersion de 
la fumée de silice pour Garcia par exemple). Le béton T2 présente le retrait d’autodessiccation 
le plus important. Le laitier et la fumée de silice ajoutés au clinker dans la formule de T2 ont 
provoqué un affinement important de la porosité de la pâte qui a engendré un fort retrait 
d’autodessiccation. Le béton B contenant 40% de fumée de silice présente un retrait endogène 
similaire au témoin à base de CEM I. Cette addition est connue pour induire un retrait 
endogène important dans le matériau du fait de l’affinement de la porosité [De Larrard, 1992]. 
Mais cet effet est dans le cas du béton B peu significatif puisque la fumée de silice est en 
substitution d’une partie du ciment. L’introduction des cendres volantes dans T1 apparaît 
intéressante car elle limite le retrait endogène. Les mêmes tendances ont été constatées sur 
mortier par [Cau-dit-Coumes et al., 2006]. En termes d’amplitude de retrait total, les écarts se 
réduisent : les bétons ont une déformation comprise en 390 et 515 µm/m alors que pour le 
retrait endogène, les déformations étaient comprises en 170 et 345 µm/m. Les retraits de 
dessiccation sont donc différents suivant les formules de bétons. Nous pouvons aussi 
remarquer que les bétons à base de CEM I dans l’étude de [Codina, 2007] présentent des 
retraits totaux plus faibles que dans celui du béton de [Camps, 2008] malgré des résistances 
en compression similaires. Cela pourrait provenir des granulats et des volumes de pâtes 
différents entre les deux études. 
[Garcia et Verdier, 2009] ont tenté de limiter le retrait total à une valeur de 500 µm/m 
à stabilisation dans une ambiance à 20°C et 50% d’HR. Deux approches ont été abordées : la 
diminution de la quantité de liant et la modification des proportions des constituants du liant. 
Les résistances en compression mesurées sur les bétons de Codina ont permis d’envisager une 
diminution de la quantité de liant dans le but principal de réduire le retrait. Cette réduction de 
la quantité de liant a été réalisée à rapport E/L constant et en conservant le rapport E/L initial. 




L’objectif était d’étudier les variations du retrait endogène et du retrait de dessiccation. Par 
exemple, réduire le rapport E/L tend à augmenter le retrait endogène mais diminue le retrait 
de dessiccation. La diminution de la quantité de liant pratiquée sur T1CV est de 30 kg/m
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contre 15 kg pour le béton T3L. Les retraits totaux restent supérieurs à 500 µm/m à long terme 
pour les 2 compositions même si un gain est observable sur le retrait endogène grâce à la 
diminution du volume de pâte. Le retrait de dessiccation peut être abaissé par une diminution 
du rapport E/L, mais cela serait au détriment du maintien de la durée pratique d’utilisation. 
I.4.2.2. Fluage du béton 
Le fluage est la capacité du béton à se déformer lorsqu’il est soumis à un chargement 
mécanique maintenu constant (ou variable) dans le temps. Le part des déformations dites de 
« fluage » correspondent aux déformations différées mesurées sous chargement dans le temps, 
après déduction des déformations de retrait mesurées dans les mêmes conditions d’ambiance 
(hygrométrie et température). Il existe deux types de fluage suivant le mode de conservation 
de l’échantillon de béton : le fluage propre ou endogène sans échange hydrique avec son 
environnement et le fluage en dessiccation ou total, lorsque ces échanges sont permis. Comme 
pour le retrait, le fluage total est par convention considéré comme étant la somme du fluage 
propre et du « fluage de dessiccation » qui est la part de fluage induit par l’effet des échanges 
hydriques avec le milieu ambiant.  
I.4.2.2.1. Fluage propre 
Il est aussi appelé fluage endogène en référence aux conditions de conservation des 
éprouvettes. De manière pratique, la déformation associée au fluage propre est obtenue grâce 
à la déformation totale sous chargement à laquelle est soustraite la déformation due au retrait 
endogène et la déformation élastique instantanée. Cette définition reste purement 
conventionnelle car elle néglige toutes les interactions entre les phénomènes de retrait 
d’autodessiccation et de fluage [Ulm, 1999]. L’eau joue un rôle primordial dans le mécanisme 
de la déformation de fluage propre. Plusieurs auteurs [Philajavaara, 1974 ; Acker, 1988 ; 
Cheyrezy et Behloul, 2001 ; Acker et Ulm, 2001] montrent que cette déformation est 
négligeable pour un béton sec. Il existe aussi deux régimes de cinétiques différentes [Ruetz, 
1968 ; Ulm et Acker, 1998] : fluage à court terme à cinétique rapide durant les premiers jours 
du chargement et fluage à long terme à cinétique plus lente. 
 




Fluage propre à court terme: 
Plusieurs mécanismes sont donnés dans la littérature pour expliquer les phénomènes à 
l’origine du fluage à court terme. La théorie la plus connue est celle de la migration de l’eau 
absorbée (libre et adsorbée sur les hydrates) dans la porosité capillaire sous contraintes 
[Lohtia, 1970 ; Wittmann, 1982 ; Acker et al., 1990]. Sous l’action des efforts extérieurs, la 
diffusion de l’eau s’amorce et les contraintes sont retransmises à l’échelle microscopique via 
l’assemblage des produits d’hydratation qui entourent les pores capillaires (Figure I – 25). 
 
Figure I – 25 : Mécanisme du fluage propre à court terme [Ulm, 1999] 
Un déséquilibre thermodynamique se crée entre les molécules d’eau en adsorption 
libre dans ces zones de transmission et celles qui sont absorbées dans la porosité capillaire. Il 
en résulte une diffusion surfacique des molécules d’eau dans les couches d’eau adsorbées vers 
la porosité capillaire pour revenir à l’équilibre thermodynamique. Ce mouvement d’eau 
entraîne alors la déformation du squelette solide du matériau.  
Cette théorie est appuyée par plusieurs constats expérimentaux. En effet, l’énergie 
d’activation associée au processus de déformation du fluage propre à court terme (25 KJ.mol-
1) [Day et Gamble, 1983] est relativement proche de celle associée à la migration de l’eau 
physi-sorbée dans les pores capillaires (15 KJ.mol
-1
) [Dias et al., 1987]. Deuxième constat, 
[Ulm et Acker, 1998] ont remarqué que le rapport E/C impacte uniquement la cinétique du 
fluage propre à court terme. Or, la distribution des pores capillaires est influencée par le 
rapport E/C [Hansen, 1986 ; Baroghel-Bouny, 1994]. Cela confirmerait donc l’hypothèse que 
les pores capillaires ont un rôle dans le mécanisme de fluage propre à court terme. 
Fluage propre à long terme: 
La cinétique de la déformation du fluage propre décroit progressivement dans le 
temps. Ce ralentissement peut être associé au vieillissement du matériau lié à la relaxation des 




micro-précontraintes dans les zones d’adsorption empêchée [Bažant et al., 1997 ; Ulm et 
Acker, 1998]. La relaxation serait causée par la rupture des liaisons entre les surfaces solides 
sur-tendues localement et instables [Wittmann, 1982] (Figure I – 26). Elle est localisée à 
l’échelle des nanopores de la pâte de ciment. Il en résulte un glissement des feuillets de C-S-H 
et donc à une déformation de contraction de fluage. 
 
Figure I – 26 : Mécanisme du fluage propre à long terme [Ulm, 1999] 
Des constats expérimentaux confortent l’hypothèse des glissements de feuillets des C-
S-H. [Bentur et al., 1979] relèvent des valeurs de surface d’adsorption d’azote différentes 
entre des pâtes de ciment sous contraintes et des pâtes non-chargées. Le glissement des 
feuillets de C-S-H créerait des nouvelles surfaces accessibles à l’azote. En effet, lorsqu’ils ont 
effectué les mêmes essais avec l’eau ou l’hélium, les valeurs mesurées étaient les mêmes, car 
contrairement à l’azote, ces deux molécules peuvent accéder à la nanoporosité. [Tamtsia et 
Beaudoin, 2000] montrent que la déformation de fluage propre est plus importante lorsque 
l’eau contenue dans le béton est remplacée par du méthanol après sa désaturation. Le 
méthanol est connu pour être adsorbé physiquement sur les C-S-H et pour réagir avec eux. 
Ces deux phénomènes entraînent une diminution des forces interfeuillets des C-S-H et ce qui 
accroît le « potentiel » de glissement. 
I.4.2.2.2. Fluage de dessiccation 
Pickett cité par [Bažant et Xi, 1994] fut le premier à constater expérimentalement la 
déformation de fluage de dessiccation. En effet, la déformation d’une éprouvette soumise 
simultanément à un séchage et un chargement était supérieure à la somme des déformations 
d’une éprouvette soumise au fluage propre et d’une éprouvette de retrait en dessiccation 
(Figure I – 27).  





Figure I – 27 : L’expérience de Pickett [Bažant et Xi, 1994] 
Cette différence correspond donc à une part complémentaire de déformation qui est 
appelée fluage de dessiccation. Deux phénomènes semblent être à l’origine de cette 
déformation additionnelle : un effet structural et un effet intrinsèque. 
Effet structural du fluage de dessiccation: 
Comme pour le retrait de dessiccation, le déséquilibre hydrique dû au séchage entraîne 
de la compression au cœur du béton et de la traction en surface. Avec l’application d’une 
contrainte de compression suffisamment intense pour limiter les contraintes de traction en 
peau (Figure I – 28) et ainsi la microfissuration de surface, il est donc possible de mobiliser 
une part complémentaire de retrait de dessiccation. La fissuration d’une éprouvette en 
dessiccation chargée est d’ailleurs moins prononcée que celle en dessiccation non chargée. 
 
Figure I – 28 : Effet d’un chargement sur un béton en dessiccation [Pons, 1998] 
Effet intrinsèque du fluage de dessiccation: 
Les mécanismes à l’origine du fluage de dessiccation intrinsèque ne font pas encore 
l’unanimité de la communauté scientifique. Selon [Bažant et Chern, 1985], deux phénomènes 
distincts de diffusion de l’humidité seraient en œuvre dans le béton : le séchage du matériau 




qui peut être interprété comme la diffusion au sein des macropores et la diffusion localisée 
dans les micropores du béton. Dans le cas de cette dernière, le passage des molécules d’eau 
des zones d’adsorption empêchée vers les pores capillaires accélèreraient la rupture des 
liaisons atomiques entre les feuillets de C-S-H, qui engendrerait ainsi à l’échelle 
macroscopique une déformation de fluage. Il existe d’autres théories qui comme celle de la 
relaxation des micro-précontraintes dans les zones d’adsorption empêchée [Bažant et al., 
1997] qui reprennent les mécanismes de retrait en dessiccation notamment ceux liés à la 
pression de disjonction pour expliquer une déformation de fluage additionnelle sans pour 
autant pouvoir la dissocier des déformations libres. [Brooks, 2001], quant à lui explique les 
déformations de fluage par un départ d’eau qui augmenterait l’amplitude des contraintes 
macroscopiques reprises par le squelette solide. L’approche de [Kovler, 1995] se base sur la 
diminution du volume de béton lors du chargement en compression, qui réduirait le volume 
des pores, et donc augmenterait les pressions capillaires. Il en résulterait d’une déformation de 
fluage additionnelle. Cette théorie reste controversée, car les variations volumiques étant très 
faibles, les rayons de courbure des ménisques qui régissent les pressions capillaires, varient 
donc faiblement. 
I.4.2.2.3. Fluage des bétons bas pH 
Aucune donnée sur des essais de fluage des bétons bas pH n’est disponible dans la 
littérature scientifique. Cependant, avec la connaissance des constituants du matériau ainsi 
que les facteurs influençant les déformations de fluage, il serait possible d’avoir des 
indications qualitatives sur le comportement sous charge à long terme. Ces facteurs sont le 
rapport E/C ou E/L, la nature du liant et ceux relatifs aux granulats. De manière générale, les 
déformations de fluage diminuent avec le rapport E/C. Cependant, si la réduction du rapport 
E/C devient trop importante, le retrait endogène augmente en raison des tensions capillaires 
plus fortes suite à l’affinement du réseau poreux. Il serait donc judicieux d’identifier dans un 
premier temps un rapport E/L minimum permettant d’obtenir un retrait qui respecte le cahier 
des charges de l’Andra, et qui permettrait également de réduire les déformations de fluage.  
Par ailleurs, les mécanismes de fluage sont liés aux C-S-H et par conséquent, la nature 
du liant joue un rôle primordial. [Kanstad, 1991] cité par [Benboudjema, 2002], remarque que 
le béton à base de ciments à forte teneur en C3A présente une déformation de fluage propre 
inférieure à celle obtenue avec un ciment classique. Les cendres volantes sont des additions 
qui, par les réactions pouzzolaniques, accroitraient le volume des C-S-H au détriment de la 




portlandite plus rigide et donc augmenteraient significativement les déformations de fluage 
[Khatri et Sirivivatnanon, 1995 ; Pane et Hansen, 2002]. En revanche, d’autres auteurs 
[Jianyong et Yan, 2001] montrent aussi que l’utilisation de la fumée de silice, elle aussi 
addition pouzzolanique, pouvait diminuer les déformations de fluage en augmentant la 
compacité de la pâte. Le cas des laitiers, qui comme les cendres volantes enrichissent la 
matrice en C-S-H au détriment de la portlandite, est particulier. En effet, d’autres produits de 
l’hydratation comme les silico-aluminates de calcium hydratés peuvent densifier la matrice 
cimentaire et donc compenser cet effet d’enrichissement des C-S-H/C-A-S-H. 
Enfin, les granulats sont aussi des facteurs influençant les déformations de fluage de 
par leur volume et leur nature minéralogique. Les contraintes appliquées aux ouvrages de 
génie civil sont insuffisantes pour faire fluer les granulats. Par conséquent lorsque le volume 
des granulats est important dans une formulation de béton, le fluage est d’autant plus faible 
[Domone, 1974 ; Bissonnette et Pigeon, 1995]. Le même constat a été dressé pour le retrait. 
[Neville, 1996] montre que la nature minéralogique des granulats joue un rôle dans les 
déformations de fluage. Ces dernières seraient de 3 à 4 fois inférieures sur des bétons 
incorporant des granulats calcaire par rapport à ceux incorporant des granulats de grès. 
Compte tenu de la microstructure particulière des bétons bas pH, notamment en termes 
d’hydrates, morphologies et proportions, et des multiples facteurs, couplages et interactions 
pouvant influer le fluage, ces matériaux pourraient se caractériser par un comportement 
différé sous charge singulier par rapport aux bétons plus traditionnels. C’est pour cela qu’il 
sera indispensable durant la thèse de mener une campagne d’essais de fluage des bétons bas 
pH afin de mieux appréhender leur comportement à long terme dans l’ouvrage. 
I.4.2.3. Modélisation des déformations différées 
De nombreux modèles plus ou moins complexes, analytiques et numériques, ont été 
développés pour tenter de reproduire le comportement à long terme sous contrainte 
mécanique des bétons. [Sellier, 2006 ; Sellier et al., 2012] ont proposé d’expliquer le fluage 
par la théorie des micro-endommagements inter-granulaires. Le béton étant composé de 
plusieurs phases, des gradients hydriques sont répartis de manière hétérogène dans différentes 
zones. En l’absence de chargement extérieur, il peut y avoir entre ces zones l’apparition de 
microfissures [Burlion et al., 2007]. Lorsqu’un chargement est appliqué au béton, il se produit 
une modification des niveaux d’autocontraintes qui impacte la microfissuration. Ce 
phénomène de microfissuration intergranulaire induirait des transmissions hydriques depuis 




les zones en dépression capillaire vers les inclusions rigides (anhydres, hydrates, sable et 
granulats) qui conduiraient à une déformation de fluage. En se basant sur cette théorie, un 
modèle hydromécanique a été développé pour simuler l’évolution du fluage de dessiccation 
de façon simple, anisotrope et indissociable des phénomènes de dépression capillaire et de 
fluage propre. Les phénomènes de déformation à long terme sont donc décrits de façon 
globale à travers cette approche. Ce modèle repose sur le principe d’une partition de la 
contrainte totale  en une partie sphérique ’s (et les autres paramètres avec indice s) et une 
partie déviatorique ’d (et les autres paramètres avec indice d) qui agissent sur le squelette 
solide et la contrainte hydrique π’w due aux dépressions capillaires Pw. Cette partition est 
réalisée dans un esprit semblable aux travaux de [Bernard et al., 2003] et [Ulm et al., 1999]. 
Il s’agit d’un modèle rhéologique (Figure I – 29) qui prend en compte la partition de la 
déformation totale mesurée tout au long de l’essai de fluage en une déformation élastique 
instantanée, une déformation de fluage réversible (module visco-élastique de Kelvin-Voigt) et 
une déformation de fluage irréversible (module visqueux consolidant de Maxwell).  
 
Figure I – 29 : Modèle rhéologique proposé par [Sellier et al., 2009] 
Le fluage réversible serait dû aux mouvements d’eau dans les micropores du matériau 
sous l’effet de l’application du chargement [Ulm et Acker, 1998 ; Benboudjema, 2002] tandis 
que le fluage irréversible serait une conséquence des glissements des feuillets de C-S-H dont 
la déformation présente une composante visqueuse significative [Acker et Ulm, 2001]. Le 
modèle de fluage inclut la notion du potentiel de déformation différée introduite par [Acker et 
al., 2004] qui traduit le fait qu’un matériau possède une capacité de déformation propre vers 
laquelle il va tendre sous l’effet des phénomènes de retrait et fluage. La viscosité pris en 
compte au niveau de l’étage de Maxwell, qui retranscrit la part irréversible du fluage, (Figure 




I – 31) évolue non linéairement en fonction du coefficient de consolidation Cc de la façon 
suivante : 
 {
𝜂𝑀𝑠 = 𝐶𝑐 . 𝜂
𝑀𝑠0 
𝜂𝑀𝑑  =  𝐶𝑐 . 𝜂
𝑀𝑑0 
 (I – 21) 





- 𝜂𝑀(𝑠 𝑜𝑢 𝑑)  est la viscosité du béton en MPa.J et 𝜂𝑀(𝑠 𝑜𝑢 𝑑)0 est sa valeur initiale 
- 𝜀𝑘 est une « déformation caractéristique de consolidation » qui gère la vitesse 
de consolidation du béton en m/m 
- 𝜀𝑀 est la déformation équivalente de fluage dans le corps de Maxwell en m/m 
La consolidation augmente de manière exponentielle en fonction de la déformation de 
fluage 𝜀𝑀. Sa cinétique est pilotée par le paramètre 𝜀𝑘 dit « déformation caractéristique de 
consolidation » qui est intrinsèque au matériau et dont le principe se rapproche de la notion de 
potentiel de déformation proposée par [Acker et al., 2001]. L’évolution proposée du 
paramètre de consolidation permet de rendre compte de l’augmentation de la viscosité du 
matériau dans le temps qui entraine donc la réduction de la cinétique des déformations de 
fluage. Cette modélisation limite le nombre de paramètres de calage par rapport à une chaîne 
de Kelvin à multiples niveaux et se caractérise par la prise en compte des notions de 
consolidation et de potentiel de déformation différée du béton. 
I.4.3. Conclusions 
Dans l’optique d’une application structurelle de bétons à base de liants bas pH, 
[Codina, 2007] et [Garcia et Verdier, 2009] ont commencé à aborder les propriétés des bétons 
bas pH. Dans ces études, ils s’intéressent principalement aux propriétés mécaniques et au 
comportement différé les plus souvent usités dans le domaine du génie civil, à savoir la 
résistance mécanique en compression et l’évolution du retrait. Ces caractéristiques imposées 
par le cahier des charges de l’Andra ont fait l’objet d’une vérification par des essais 
expérimentaux. Les résistances en compression des bétons bas pH sont supérieures à 70 MPa 
à 90 jours. Ils peuvent donc être classés comme des bétons à hautes performances. Le retrait 
total mesuré (~600 µm/m à 1 an) est d’ailleurs du même ordre de grandeur que les BHP avec 
des résistances similaires. Il sera nécessaire de modifier la formulation des bétons bas pH pour 




obtenir d’un retrait autour de 500 µ/m. Nous poursuivrons l’approche de [Garcia et Verdier, 
2009] qui consiste à réduire la quantité de liant. 
Dans l’optique de concevoir un ouvrage avec une longue durée de service, la 
modélisation est un outil indispensable. Pour pouvoir simuler avec précision la réponse 
structurelle de ces bétons dans le temps, il est indispensable d’évaluer les autres propriétés de 
maturométrie des bétons notamment dans leur jeune âge telles que la résistance en traction, et 
l’énergie de fissuration pour ce qui est du comportement instantané, et les déformations 
différées sous charges pour ce qui est du comportement à plus long terme. Nous proposons 
dans la thèse une caractérisation plus complète du comportement à l’état durci. 
I.5. Propriétés de transfert 
Etant donné le contexte de l’utilisation des bétons bas pH, l’évaluation des propriétés 
de transfert est primordiale. Elles permettent de qualifier la durabilité des matériaux. Dans 
cette partie, nous présenterons une synthèse des acquis sur les bétons bas pH. En premier lieu, 
une présentation de la structure poreuse qui régit les propriétés de transfert sera faite. Nous 
aborderons ensuite la perméation et la diffusion qui sont les deux modes principaux de 
transports d’humidité dans le réseau poreux. Nous présenterons ensuite de la capacité de 
rétention d’eau du matériau (isothermes sorption/désorption) avant d’exposer le phénomène 
de lixiviation (eau pure et eau synthétique du Callovo-Oxfordien). Nous traiterons dans un 
dernier temps la modélisation des transferts et équilibres hydriques en condition isotherme 
avec une présentation du modèle [Ranaïvomanana, 2010] qui sera utilisé dans le cadre de la 
thèse. 
I.5.1. La structure poreuse 
La porosité totale d’un matériau est représentative de la compacité de la microstructure 
qui impacte aussi bien ses performances mécaniques que sa durabilité. La porosité accessible 
à l’eau des bétons bas pH est comparée à celle des bétons classiques dans le Tableau I – 18. 
Tableau I – 18 : Porosités totales accessibles à l’eau de bétons bas pH à l’échéance 90 jours [Garcia et Verdier, 
2009] comparées à celle du BHP de l’Andra à base de CEM I / CEM V [Ranaïvomanana, 2010] 
 CEM I CEM V T1CV T3L 
Porosité (%) 12,1 ± 0,4 13,5 ± 0,3 14,8 ± 0,3 14,8 ± 0,3 




Les bétons bas pH présentent généralement des porosités accessibles à l’eau plus 
élevées que le béton témoin à base de CEM I De tels résultats ont déjà été observés sur des 
bétons contenant une grande quantité d’ajouts [Carcasses et al., 2005]. 
Le spectre poreux obtenu par porosimétrie au mercure donne une certaine image du 
réseau poreux, siège des transferts de masse (eau liquide et vapeur, ions et CO2). La taille des 
pores et leur agencement conditionnent en partie les cinétiques de transfert au sein du 
matériau. Les distributions poreuses de quatre matériaux dont le PI (pâte témoin CEM I), PII 
(CEM I + Filler Calcaire), PV (CEM I + Cendres Volantes + Laitier) et PBP (équivalente à la 
pâte T1CV) sont présentées sur la Figure I – 30 [Drouet, 2010]. Les rapports Eeff/L sont 
compris entre 0,38 et 0,44. 
 
Figure I – 30 : Porosimétrie mercure de PI, PII, PV, PBP à 20°C [Drouet, 2010] 
Les quatre pâtes hydratées sont des matériaux mésoporeux. Nous remarquons que les 
pâtes bas pH possèdent une proportion de pores de diamètres inférieurs à 0,02 µm plus 
importante que les autres pâtes, ce qui témoigne d’un réseau poreux plus fin. Bien que leur 
porosité accessible à l’eau soit supérieure par rapport au témoin, leur porosité plus fine est un 
facteur important qui pourrait limiter les transferts au sein de la matrice. 
Les transferts hydriques conditionnent le transport des espèces chimiques et donc les 
pathologies du béton. Au sein de cette porosité, nous distinguons deux modes de transport : la 
perméation et la diffusion. 
I.5.2. Perméation 
La perméation désigne l’écoulement d’un fluide sous gradient de pression à travers un 
matériau. Ce phénomène est gouverné par la relation de Darcy qui exprime la proportionnalité 




entre la vitesse de filtration du fluide à travers le solide et le gradient de pression. Cette 
relation suppose que le régime d’écoulement est laminaire dans les pores du matériau et que le 
fluide est inerte vis-à-vis du matériau. Nous distinguons la perméabilité au liquide et la 
perméabilité au gaz. 
Les mesures de perméabilité au liquide se font généralement avec l’eau. Cependant, 
comme cette dernière peut réhydrater le ciment n’ayant pas encore réagi et modifier 
localement les équilibres chimiques, [Loosveldt et al., 2002] recommandent l’utilisation de 
l’éthanol qui permet d’atteindre un régime permanent plus rapidement. 
La perméabilité intrinsèque au gaz Kg est définie comme étant celle obtenue sur un 
matériau totalement sec au moment de l’essai pour une pression infinie [Klinkenberg, 1941]. 
La perméabilité au gaz dépend du degré de saturation du matériau. L’accessibilité au réseau 
poreux est donc maximale quand celui-ci est sec. Pour en rendre compte, nous utilisons la 
notion de perméabilité relative Krg définie comme étant le rapport entre la perméabilité 
mesurée pour un état de saturation donné et la perméabilité intrinsèque.  
Les essais de perméabilité au gaz sur les bétons bas pH ont montré que ceux-ci 
présentaient des coefficients de transfert plus faibles (1 à 2 ordres de grandeur) que les 
matériaux cimentaires classiques, à même classe de résistance [Ranaïvomanana, 2010].  
I.5.3. Diffusion des chlorures 
La diffusion désigne l’aptitude d’un système à équilibrer les concentrations des 
espèces chimiques en son sein. Le processus de transport d’un constituant dans un milieu 
donné se fait macroscopiquement sous l’effet de gradients de concentration. C’est un transport 
moléculaire où les espèces se déplacent d’une zone de plus haute concentration vers une zone 
de moindre concentration. Le flux, proportionnel au gradient de concentration, s’écrit 
phénoménologiquement avec la première loi de Fick. La diffusivité du matériau est 
caractérisée par le coefficient de diffusion. Ce coefficient dépend du matériau (réseau 
poreux), du degré de saturation, mais aussi de l’espèce ionique considérée et de la température 
du système. Il est possible de mesurer ce coefficient soit par diffusion naturelle, soit par un 
essai accéléré sous champ [Nugue, 2002].  
La mesure du coefficient de diffusion des chlorures sous champ électrique à travers les 
bétons bas pH (B, T1CV et T3L) s’est avérée difficile [Codina, 2007] car aucune diminution de 
la concentration en Cl
-
 dans le compartiment amont n’est notée durant les 28 jours de 




l’expérience. Pour déterminer les teneurs en chlorures, des prélèvements de la surface du 
béton en contact avec solution NaCl sont réalisés. Il en ressort que la teneur en ions chlorures 
mesurée dans les bétons bas pH est approximativement 10 fois inférieure à celles des bétons 
classiques. L’hypothèse émise pour expliquer ce phénomène est la possible interaction entre 
l’ion chlorure et la matrice cimentaire [Lorente et al., 2001]. Cette interaction a une double 
origine : (i) une origine chimique avec la précipitation d’un sel qui boucherait la porosité et 
empêcherait les ions de traverser et (ii) une origine physique avec l’adsorption des ions Cl- par 
les C-S-H.  
[Garcia et Verdier, 2009] ont utilisé une méthode différente (NTBuild 192) avec des 
solutions amont et aval en équilibre (pH) avec le matériau pour limiter les interactions 
solution-matériau. La valeur du coefficient est obtenue avec des potentiels supérieurs à ceux 
préconisés dans la norme et avec des durées d’essais augmentées pour pourvoir avoir un front 
mesurable Les valeurs présentées dans le Tableau I – 19 sont simplement à titre indicatif car 
elles sortent du cadre classique des mesures.  
Tableau I – 19 : Coefficients de diffusion aux chlorures apparent [Garcia et Verdier, 2009] 
Composition Coefficient (10
-12 
m²/s) Ecart Type (10
-12 
m²/s) 
T1CV 0,30 0,03 
T1CV - 30 E 0,67 0,15 
T3L -15 E/L 0,39 0,08 




2/s, soit un ordre de grandeur de moins que celui d’un béton CEM I de même 
classe, ce qui s’explique par la nature différente du réseau poreux entre des deux matériaux. 
Les bétons bas pH sont ainsi très peu diffusifs et leur utilisation est donc intéressante dans 
l’optique du stockage, car le milieu se re-saturant à terme et les pressions liquides 
s’équilibrant, les phénomènes de transfert seront pilotés par les propriétés diffusives. 
I.5.4. Les isothermes de sorption/désorption  
L’isotherme de sorption/désorption désigne la courbe qui donne le degré de saturation 
Sr (ou la teneur en eau w) du matériau en fonction de l’humidité relative de l’ambiance 
extérieure, lorsque les phases liquide et gazeuse sont à une température constante et en 
équilibre thermodynamique. Ces courbes sont obtenues expérimentalement en deux temps, 
soit en procédant par humidité croissante (sorption), soit par humidité décroissante 
(désorption). 




Les isothermes de désorption d’eau sont des paramètres nécessaires dans la 
modélisation des transferts hydriques. Ils constituent également des données fondamentales 
pour la caractérisation hydrique et texturale du matériau. Ces courbes fournissent des 
informations susceptibles d’être reliées au comportement mécanique, aux déformations 
différées ou à la durabilité du béton des ouvrages [Baroghel-Bouny, 1994]. Le séchage met en 
jeu d’importants gradients de teneur en eau au sein des matériaux, et les états d’équilibre entre 
une humidité de conservation et une saturation interne sont approchés par des expériences de 
sorption - désorption isotherme. Dans la Figure I – 31, l’isotherme de première désorption 
d’une pâte bas pH est confrontée à celles de pâtes plus classiques. 
  
  
Figure I – 31 : Cycles de sorption désorption sur béton T1CV (à gauche) et T3L (à droite) [Ranaïvomanana, 2010] 
Selon [Ranaïvomanana, 2010], l’hystérésis marquée entre la sorption et la désorption 
pour les bas pH témoigne de la complexité du réseau poreux et de la connectivité des pores. 
Bien que la porosité accessible à l’eau du béton CEM I soit plus faible que celles des bétons 
bas pH et CEM V, il note qu’au cours de la désorption, c’est le CEM I qui, jusqu’au palier 
55% HR, subit la plus grande perte de masse d’eau. En effet, la porosité capillaire plus 
importante de ce dernier, associée à une forte connectivité des pores, rend le départ d’eau plus 
facile sur cette gamme d’humidité, alors que globalement sa porosité ouverte reste inférieure. 
A contrario, les bétons bas pH et CEM V possèdent une porosité plus fine et peu connectée 
permettant de réduire la perte de masse d’eau par rapport au béton à base de CEM I pour ces 




conditions de conservation (fortes humidités). Cependant, la perte d’eau des bétons bas pH 
devient plus importante que celle des CEM I au-dessous de 55% d’humidité relative puisque 
leur porosité accessible globale est plus importante. 
I.5.5. Lixiviation 
Pour les ouvrages de stockage en profondeur, la lixiviation est un des principaux 
facteurs d’agression extérieure. La lixiviation est un lessivage des produits solubles 
(portlandite, ettringite, monosulfoaluminate de calcium hydraté, C-S-H) et s’accompagne 
donc d’une décalcification du liant hydraulique. Afin de caractériser le comportement face à 
cette pathologie, des pâtes sont généralement mises en contact avec de l’eau pure à 25°C et 
régulée à un pH de 7. Ces dégradations sont microstructurelles et conduisent plus précisément 
à une augmentation de la porosité et donc à une diminution des résistances mécaniques 
[Adenot, 1992]. Dans les travaux menés par [Codina, 2007], les échantillons sont âgés de 6 
mois au minimum au moment des essais. Elle considère que l’hydratation de ces matériaux est 
relativement stabilisée à cet âge. La mesure des épaisseurs altérées en eau pure est de l’ordre 
de 1500 µm après 9 mois tandis que [Richet et al., 2004] mesurent sur une pâte de CEM I 
(E/C =0,4) une épaisseur dégradée de 1400 μm à 5 mois. Dans un ciment Portland, la 





 avec une proportion d’un ion Ca2+ pour deux ions OH-. En revanche, dans les pâtes bas 
pH (T1CV et T3L), ces espèces sont en quantité beaucoup plus faible du fait de l’absence de 
portlandite. Il n’y a donc pas d’effet tampon par le calcium en milieu acide pour ralentir la 
lixiviation. Les ions silicate et sulfate interviennent pour respecter l’électroneutralité de la 
solution. [Codina, 2007] remarque tout de même que la vitesse de décalcification est pour T3L 
(0,9 mm.jours
0,5
), en comparaison avec des pâtes de CEM I (0,15 mm.jours
0,5
) [Richet et al., 
2004], environ 1,5 fois plus faible. A porosité similaire et avec un potentiel en calcium plus 
faible, le front de décalcification devrait avancer plus vite sur T3L
.
 Cependant la connectivité 
plus faible et la tortuosité plus importante du réseau poreux masquent ce phénomène. 
L’ouvrage de stockage se situant dans un environnement argileux, le comportement 
des pâtes bas pH a également été étudié au contact d’une solution synthétique représentative 
de la composition l’eau du site du Callovo-Oxfordien (COX) et au contact d’une argilite 
[Dauzères, 2010]. La solution est renouvelée en permanence pour conserver le même 
potentiel d’attaque. Le processus réactionnel pour ces conditions d’essais peut être décomposé 
en 3 phases. La première phase est la décalcification totale en surface aboutissant au stade de 




formation de la silice amorphe. En effet, en l’absence de portlandite, la décalcification se fait 
directement sur les C-S-H [Atkinson, 1985]. La deuxième phase est la carbonatation du 
calcium pour précipiter de la calcite et la troisième phase est une substitution du calcium des 
C-S-H par du magnésium (qui provient de l’argilite). Cette troisième phase se produit en 
parallèle avec la deuxième phase. L’ensemble de ce processus entraîne une détérioration 
intense de la matrice cimentaire. Un réseau capillaire connecté se développe sur l’épaisseur 
altérée, et en surface la porosité capillaire atteint jusqu’à 20% du volume du matériau. Pour un 
bas pH, l’épaisseur altérée est de 500 μm à 1 mois, 900 μm à 2 mois et supérieure à 1500 μm 
à 5 mois, alors que pour un CEM I, l’altération est peu intense jusqu’à 2 mois, puis est 
fortement ralentie avec une épaisseur altérée de 100 µm grâce à un colmatage de la surface 
par une croûte de calcite. Le front de dégradation est plus important que sur les pâtes lixiviées 
à l’eau pure de [Codina, 2007]. [Dauzères, 2010] explique cet écart par la différence de 
rapport Ca/Si des C-S-H qui est plus faible dans le cadre de son étude que dans celle de 
Codina. La « réserve » de calcium dans la phase minérale est donc plus faible ce qui conduit à 
une décalcification plus rapide des C-S-H et donc accélère son passage à un gel de silice 
amorphe. 
[Dauzères, 2010] a également étudié le comportement des pâtes bas pH au contact de 
la bentonite. Cette configuration est moins agressive que la précédente avec l’eau du COX. En 
effet, les ions lixiviés ne partent pas dans la solution puisque l’argilite est au contact de la pâte 
et la modification de l’équilibre chimique conduit à des reprécipitations. Les mécanismes 
d’altération sont moins intenses et l’état de silice amorphe n’est jamais atteint même au bout 
d’un an. Toutefois, la décalcification est suffisante pour déstabiliser les C-S-H. De même que 
précédemment, le magnésium vient se substituer au calcium pour former des M-S-H. Ensuite, 
ces M-S-H précipitent de chaque côté de l’interface et recouvrent la totalité de l’épaisseur 
décalcifiée. Ce processus se traduit par un colmatage à l’interface des matériaux qui ralentit le 
front de lixiviation. Le front d’altération au bout d’un an est limité à 300 µm sur la pâte bas 
pH et est inférieur à 200 µm sur l’argilite. Les bétons bas pH semblent présenter des 
propriétés satisfaisantes vis-à-vis du milieu argileux. 
I.5.6. Modélisation des transferts hydriques 
L’objectif de cette partie est de présenter la modélisation des équilibres hydriques qui 
sera utilisée dans la thèse pour la prédiction des perméabilités relatives (liquide et gazeuse) et 
la simulation du séchage isotherme des bétons bas pH. Les perméabilités relatives permettent 




de corriger les valeurs de perméabilité intrinsèque au liquide et au gaz en fonction des 
évolutions du taux de saturation du matériau et donc les flux correspondants. En effet, il est 
primordial de connaître l’état de saturation local au sein du milieu quand on veut pouvoir 
étudier les interactions ioniques avec la matrice qui ne peuvent avoir lieu que dans des pores 
saturés ou quand on étudie la diffusion d’un gaz (CO2 par exemple) qui, elle, ne peut se 
produire que dans des pores désaturés. Les isothermes donnent en partie ces informations, la 
simulation du transfert hydrique quant à elle permet d’accéder à des profils globaux de teneur 
en eau.  
La modélisation des propriétés de transfert à travers un matériau cimentaire est un 
sujet qui est largement abordé dans la littérature. La modélisation des réseaux poreux a permis 
de simuler les perméabilités liquide et gazeuse [Breysse et Gerard, 1997 ; Ye et al., 2006] 
ainsi que la diffusion de l’eau [Pradhan et al., 2005]. Nous pouvons aussi trouver dans la 
littérature une modélisation des transferts hydriques de l’argilite du COX réalisée par Cariou, 
Skoczylas et Dormieux [Cariou et al., 2012 ; Cariou et al., 2013]. Dans la présente thèse, le 
modèle physique proposé [Ranaïvomanana, 2010] est utilisé pour simuler le comportement 
hydrique et retrouver la teneur en eau du matériau quel que soit son historique hydrique. En 
effet, il est possible de prédire les isothermes de sorption et désorption d’un matériau à partir 
de sa composition, mais aussi de prédire les équilibres quels que soient les cycles de sorption-
désorption suivis par le matériau et donc de rendre compte de l’hystérésis entre les deux 
courbes. Les autres applications de ce modèle concernent le calcul des perméabilités relatives 
liquide et gazeuse [Ranaïvomanana et al., 2013] pour simuler le séchage des bétons bas pH, 
l’évaluation de la surface spécifique du matériau ou encore de sa porosité mercure. Nous 
présentons ici les principes du modèle avec la construction de la distribution idéalisée des 
tailles de pores, la gestion de l’hystérésis en fonction de la connectivité des pores et les 
hypothèses de calculs pour les perméabilités relatives. 
I.5.6.1. Principes du modèle 
Le principe du modèle repose sur celui développé par [Ishida et al., 2007 ; Maekawa et 
al., 2009]. Pour prendre en compte l’hystérésis, une distribution de tailles de pores est mise en 
œuvre de telle sorte que les pores supposés se vidanger à une humidité relative donnée, ne le 
sont que partiellement. [Ranaïvomanana et al. 2011] propose une répartition trimodale de 
tailles des pores pour représenter le matériau cimentaire. Les trois modes correspondent aux 
pores des C-S-H et aux pores capillaires moyens et larges. [Mindless et al., 2002] situent les 




pores des C-S-H en dessous de 10 nm avec des espaces entre les feuillets inférieurs à 0,5 nm. 
Les pores capillaires répartis entre les capillaires fins et les capillaires larges, sont rangés entre 
2,5 et 50 nm. Dans le modèle, toute cette gamme de pores est désignée comme étant les pores 
capillaires moyens pour les différencier des pores larges derniers assimilés à des gros pores en 
surface et à des microfissures qui constituent un chemin percolant à l’origine de la chute 
brutale de l’isotherme aux fortes humidités relatives. La Figure I – 32 propose une illustration 
de la distribution de la taille des pores. D’un point de vue analytique, des polynômes de degré 
2 sont utilisés pour représenter la distribution. On se référera à [Ranaïvomanana, 2010] pour 
les détails du calcul. 
 
Figure I – 32 : Distribution de la taille des pores [Ranaïvomanana et al., 2013] 
I.5.6.2. Modélisation de l’isotherme 
Le phénomène d’hystérésis entre l’isotherme de sorption et celle de désorption est en 
partie dû à la présence de pores en forme de bouteilles d’encre, c’est-à-dire des pores de 
grandes tailles connectés à l’extérieur via des pores de rayons très inférieurs, ce qui conduit à 
une désaturation partielle du volume liquide associé aux gros pores quand l’humidité relative 
chute. Pour la modélisation de la désorption, l’hypothèse avancée est que le séchage d’un pore 
se fait par diffusion de vapeur dans la partie vidangée du réseau poreux et donc qu’il n’est 
possible que s’il est directement connecté au réseau sec. Comme le phénomène d’hystérésis 
est atténué aux faibles humidités relatives, l’hypothèse faite est que plus le matériau sèche et 
plus la connectivité d’un pore saturé au réseau sec est grande. Si l’hypothèse est faite que le 
séchage affecte les pores de rayon r1 pour une humidité relative h1, alors la partie vidangée du 
réseau poreux correspond à une fraction du volume des pores de rayon supérieur à r1 qui 
dépend de la connectivité entre le réseau sec et les pores de rayon r1. La probabilité de 
connexion d’un pore au réseau sec, calculée à partir du modèle de réseau poreux, est 
approchée par le rapport entre la longueur cumulée des pores de taille supérieure à celle 
affectée par le séchage, et la longueur cumulée totale de tous les pores du réseau: 























  (I – 22) 
Où : 
- 𝑟 est le rayon du pore 
- 𝑎𝑝(𝑟) est l’aire de la section du pore 
Cette relation est valable sur le domaine correspondant aux pores des C-S-H et des 
capillaires fins. Les pores capillaires larges qui sont considérés fortement interconnectés à la 
surface pour expliquer la chute initiale de l’isotherme, ont une connectivité maximale (égale à 
1). Pour un volume donné, plus la section 𝑎𝑝(𝑟) d’un pore diminue et plus sa longueur 
développée devient grande. En faisant l’hypothèse d’une forme cylindrique de tous les pores, 
les plus fins présenteraient des longueurs développées très grandes et, par conséquent, 
l’hystérésis serait trop importante jusqu’aux faibles humidités. Pour atténuer ce phénomène, le 
modèle propose d’utiliser une forme aplatie pour les sections de pores de petite dimension. 
Cette forme est approchée par une géométrie oblongue qui est gérée par un coefficient 
d’aplatissement noté Ap. Ce coefficient est défini à travers un paramètre appelé rayon critique 
rcr qui représente le rayon limite entre une géométrie de pores cylindrique et oblongue.  
Les phénomènes d’adsorption et de condensation capillaire sont également pris en 
compte dans la modélisation. Pour une humidité relative h, le rayon du pore soumis à la 
condensation est exprimé par la relation : 
 r(h) =  𝑟𝑘(ℎ) + 𝑒𝑎 (ℎ)  (I – 23) 
Où : 
- h est l’humidité relative 
- 𝑟𝑘(ℎ) est le rayon du condensat capillaire 
- 𝑒𝑎 (ℎ) est l’épaisseur de l’eau adsorbée aux parois du pore 
Le rayon r(h) peut être déterminé avec la relation de Kelvin-LaPlace qui permet de 
lier le rayon du ménisque à la pression partielle de la vapeur d’eau. Cette équation traduit un 
état d’équilibre mécanique et thermodynamique entre la phase gazeuse et la phase liquide. 
L’expression de l’épaisseur d’eau adsorbée 𝑒𝑎 (ℎ) est calculée avec le modèle BET [Xi et al., 
1994] qui donne le nombre n de couches de molécules d’eau adsorbées en fonction de 
l’humidité relative h et de la température T. Les détails de ces expressions sont disponibles 
dans [Ranaïvomanana et al., 2011] 




Si l’humidité relative passe de h1 à h2 avec h2<h1, alors les pores de rayon compris 
entre r1 = r(h1) et r2 = r(h2) sont drainés partiellement. Le degré de saturation résiduel Sink des 
pores de rayon supérieur à r(h2) dépend de la connectivité des pores :  
 S𝑖𝑛𝑘 = 1 − 𝑃𝑖𝑛𝑡
∗ (𝑟 > 𝑟(2) (I – 24) 
En revanche, lorsque l’humidité passe de h1 à h3 avec h3>h1, les pores de taille 
comprise entre r1 et r3=r(h3) qui appartiennent à la fraction vidangée du réseau sont resaturés. 
Le volume d’eau présent dans les pores de rayon supérieur r3 qui ne peut s’évacuer que par les 
pores les plus petits, ne varie pas. Les mécanismes sont résumés de la manière suivante avec 
Sr le degré de saturation d’un pore de rayon r, et h la vitesse de variation de l’humidité 
relative pendant une durée dt : 
  Si h ≥  0  
  Sr = 1 ∀ r ≤ r(h + hdt)  
  Sr = 0 ∀ r > r(h + hdt)  
  Si h <  0  
  Sr = 1 ∀ r ≤ r(h + hdt)  
  Sr(t + dt) = min(𝑆𝑖𝑛𝑘 . 𝑆𝑟(𝑡)) ∀ 𝑟 > 𝑟(ℎ + ℎ𝑑𝑡) (I – 25) 
D’un point de vue numérique, la gestion des incréments de saturation en fonction des 
incréments d’humidité est traitée sur un réseau poreux discrétisé. La distribution de taille des 
pores est donc discrétisée et la probabilité de connexion au réseau sec est interpolée 
linéairement entre 2 discrétisations. Le modèle n’est pas impacté lorsque le nombre de 
discrétisations dépasse 100. [Ranaïvomanana, 2010] choisit d’utiliser 500 tailles de pores pour 
représenter son réseau. Le modèle est implémenté dans le logiciel de calcul Scilab. 
I.5.6.3. Modélisation des perméabilités relatives 
 La modélisation des transferts hydriques avec les interactions entre les fluides 
et la matrice nécessite de connaître les isothermes de sorption d’eau ainsi que les 
perméabilités relatives au gaz et au liquide notées respectivement Krg et Krl. Ces perméabilités 
relatives permettent de corriger les flux liquide et au gazeux en fonction de l’évolution du 
taux de saturation du matériau. Il existe plusieurs modèles de calcul pour les perméabilités 
relatives [Purcelle, 1949 ; Burdine, 1953] qui dépendent du degré de saturation Sr et de la 
pression capillaire pc: 





































 les facteurs de tortuosité des phases liquides et gazeuses 
Dans ces modèles, le facteur n est défini comme un indicateur de la connectivité des 
pores mais correspondrait en réalité davantage à un paramètre de calage. Dans le domaine du 
génie civil, l’approche de [van Genuchten, 1980] validé pour le cas des sols, est la plus 
souvent utilisée : 
















  (I – 27) 
Le facteur n de 0,5 conduit à une forte surestimation de la perméabilité relative au gaz 
dans les matériaux cimentaires.  
Dans le modèle de réseau poreux de [Ranaïvomanana, 2010], pour déterminer les 
perméabilités relatives sur tout le domaine de saturation, il est nécessaire de connaître 
l’agencement de la structure poreuse pour le calcul des débits liquides ql et gazeux qg. Le 
mode de représentation adopté est celui des tubes rectilignes disposés parallèlement les uns 
aux autres. L’expression du débit liquide utilisée est basée sur la loi de Poiseuille qui est 
obtenue en considérant séparément la partie cylindrique du pore (2 demi-cylindres) et la partie 
aplatie (2 plaques parallèles). Pour le débit gazeux, il est nécessaire de distinguer 2 types 
d’écoulement : l’écoulement laminaire et l’écoulement moléculaire (glissement dû aux 
collisions entre les molécules de gaz et les parois du pore) qui s’explique par le fait que le 
libre parcours moyen lm des molécules de gaz devient très grand par rapport aux dimensions 
des pores des hydrates quand la pression diminue. Le débit gazeux considéré est la somme des 
deux types écoulement. Les perméabilités relatives sont approchées par le rapport entre le 
débit liquide/gazeux pour une humidité donnée et le débit liquide/gazeux total. Les détails des 
expressions sont accessibles dans [Ranaïvomanana et al., 2013]. 
I.5.7. Conclusions 
Les études de durabilité qui ont été réalisées sur les bétons bas pH s’intéressent aux 
pathologies auxquelles seront soumis ces matériaux pendant la durée de service de l’ouvrage. 
L’analyse de la structure poreuse montre que la porosité accessible à l’eau des bétons pH est 
plus élevée que celle des bétons classiques (CEM I / CEM V) mais leur porosité plus fine 




pourrait être un facteur qui permettrait de limiter les transferts au sein de la matrice. Les 
études antérieures sur les propriétés de transfert des bétons bas pH tendent à confirmer ce 
point. En effet, les essais de perméabilités au gaz et de migration aux chlorures sur les bétons 
bas pH ont montré que ceux-ci présentaient des coefficients de transfert plus faibles (1 à 2 
ordres de grandeur) que les matériaux cimentaires classiques. Par ailleurs, les isothermes de 
désorption et de sorption qui informe sur la capacité de rétention de l’eau, permettent de 
mettre en évidence une complexité du réseau poreux et de la connectivité des pores qui se 
traduit sur les courbes d’isotherme par une hystérésis marquée. En vue de leur usage comme 
bouchon de scellement, les bétons bas pH semblent présenter à l’heure actuelle des propriétés 
satisfaisantes vis-à-vis du milieu argileux grâce à la précipitation d’un gel de magnésium qui 
ralentit le front d’avancement lors de la lixiviation. En ce qui concerne la modélisation des 
propriétés de transfert, il existe dans la littérature un modèle de réseau poreux qui permet de 
simuler des équilibres hydriques (isothermes) et de prédire les perméabilités relatives au 
liquide et au gaz. La mesure des propriétés de transfert sur les bétons bas pH, qui fait aussi 
partie des tâches définies dans la thèse, nous permettra de fournir des données d’entrée au 
modèle et de vérifier sa validité sur des liants ternaires. 
Conclusions  
Cette revue bibliographie a permis de dresser un bilan de l’état des connaissances 
actuelles des liants et bétons bas pH, qui montre que ces matériaux, dont la mise au point est 
assez récente, restent encore peu étudiés. Dans l’optique d’une utilisation des matériaux bas 
pH au contact d’un milieu argileux, l’objectif principal est de limiter la dégradation de la 
bentonite par le panache alcalin relargué par les bétons dans le temps. La formulation de liant 
ternaire avec une quantité importante de clinker substituée par des additions pouzzolaniques 
va permettre de réduire le pH de la solution interstitielle pour limiter l’altération de la 
bentonite. Parmi les bétons bas pH qui ont été développés, deux formules se dégagent. Il 
s’agit des formules à base de liant ternaire TCV (CEM I, FS, CV) et TL (CEM I, FS, Laitier). 
Ces liants respectent le mieux les critères du cahier des charges définis par l’Andra. 
La microstructure des bétons bas pH est très particulière en raison de la forte teneur en 
additions, et les hydrates formés sont bien distincts de ceux formés par l’hydratation du 
ciment Portland. De plus, les interactions entre les différents constituants conduisent à la 
formation de C-S-H/C-A-S-H avec des rapports C/S très faibles et des cinétiques d’évolution 
dépendant de plusieurs paramètres (température, réactivité…). A l’approche de l’état 




d’équilibre, les liants TCV et TL présentent un pH compris entre 10 et 12. Pour simuler la 
réponse structurelle de l’ouvrage, la modélisation de l’hydratation de ces liants est essentielle. 
Un modèle d’hydratation multiphasique a été considéré pour pouvoir prendre en compte les 
différentes cinétiques des additions pouzzolaniques ainsi que les interactions avec le ciment. 
La quantité importante de fines a un rôle non négligeable sur l’hydratation du ciment. Il sera 
donc essentiel de pouvoir rendre compte de ce phénomène pour la modélisation.  
Les différentes solutions de mise en œuvre des bétons bas pH in-situ ont été recensées 
avec leurs avantages et inconvénients. La faible quantité de données approfondies sur le 
comportement à l’état frais des bétons bas pH ne permet pas de garantir leur bonne mise en 
œuvre dans les galeries de stockage. En effet, la DPU devant être supérieure à 2 heures 
(affaissement de 10 cm), il est important de pouvoir évaluer l’impact du conditionnement du 
liant et des conditions de coulage sur l’ouvrabilité. Les différents outils nécessaires à la 
caractérisation du béton à l’état frais ont donc été présentés. L’objectif in fine est de pouvoir 
fournir des préconisations pour assurer une mise en œuvre correcte du béton in-situ. 
La dernière partie de la revue bibliographie présente les acquis sur le comportement à 
l’état durci de ces bétons. Il faut pouvoir rendre compte de la maturométrie (développement 
des propriétés mécaniques) et des déformations différées des bétons bas pH pour simuler la 
réponse mécanique de la structure. A l’heure actuelle, peu de données sont disponibles pour 
ces bétons, et les études se sont limitées aux essais les plus communs, à savoir la résistance en 
compression et le retrait. De plus, cette revue bibliographique a également montré que les 
échanges hydriques jouent un rôle important sur les pressions capillaires et donc sur les 
déformations différées du béton. Ils conditionnent aussi le transport des espèces chimiques et 
donc les pathologies du béton. Un modèle de réseau poreux a été considéré pour la simulation 
des transferts hydriques. 
La modélisation notamment en vue de la prédiction du comportement de l’ouvrage de 
stockage sous sollicitations THCM à long terme nécessite donc une maîtrise de l’hydratation 
de ces liants, de ses couplages avec le comportement mécanique du béton et de la simulation 
des transferts hydriques dans la matrice. Le travail de thèse s’articulera donc autour des points 
mentionnés ci-dessous : 
 Le premier objectif est de figer deux formules de référence de type « bas pH » en 
s’appuyant sur les travaux précédemment réalisés [Codina, 2007 ; Garcia, 2009]. Nous 
avons souligné que l’obtention d’un pH de la solution interstitielle de 11 est 
conditionnée par la chimie du liant. Par conséquent, nous aborderons dans la thèse les 




autres aspects de la formulation d’un béton tel que l’optimisation du squelette 
granulaire qui pourrait permettre d’améliorer la compacité du squelette et donc sa 
durabilité. 
 Dans un second temps, le comportement à l’état frais et au jeune âge sera caractérisé. 
Les conditions de mise en œuvre spéciales nécessitent une étude plus approfondie sur 
les propriétés au jeune âge. Les impacts des modifications apportées aux formules de 
bétons bas pH seront évalués à travers la mesure des propriétés à l’état frais. D’un 
point de vue plus phénoménologique, nous aborderons aussi les propriétés 
rhéologiques et évaluerons le caractère thixotrope de ces bétons. 
 Il est essentiel de faire une caractérisation de la microstructure pour confronter nos 
résultats avec ceux des études précédentes du fait des modifications des constituants et 
des formules, mais aussi pour interpréter les résultats du comportement à l’état durci. 
La démarche est d’adapter le modèle d’hydratation proposé par [Buffo-Lacarrière, 
2009 ; Kolani, 2010] aux liants ternaires. Cette approche d’hydratation multiphasique 
permet de prendre en compte la différence de cinétique entre le clinker et les additions, 
le couplage entre la teneur en eau et l’hydratation et de considérer les échanges avec 
l’environnement extérieur. De plus, à la différence des modèles microscopiques les 
temps de calcul pour simuler l’ouvrage de stockage sont réduits. Des suivis 
d’indicateur de l’hydratation seront réalisés pour valider l’adaptation du modèle aux 
bétons bas pH. 
Pour la caractérisation du comportement à l’état durci des bétons bas pH, nous 
considérerons deux aspects distincts : (i) les propriétés physico-mécaniques avec la 
maturométrie des bétons (résistances en compression, tractions, module de Young…) et 
les déformations différées, puis (ii) les propriétés de transfert des bétons bas pH (porosité, 
diffusion, perméation…). L’objectif de cette partie est de fournir des données dans 
l’optique d’une modélisation THCM de l’ouvrage. Nous proposons d’utiliser les modèles 
d’endommagement et rhéologiques développés par [Sellier et al., 2012 ; Sellier et al, 
2013] pour modéliser les essais mécaniques et de fluage. Les échanges hydriques au sein 
de la matrice cimentaire seront aussi modélisés avec le modèle de réseau poreux 
développé par [Ranaïvomanana, 2010 ; Ranaïvomanana et al. 2013]. Des liens entre 
l’hydratation et le comportement mécanique à travers les couplages chemo-mécaniques 
seront réalisés notamment par le biais du modèle de [De Schutter et Taerwe, 2006]. 










CHAPITRE 2 : 
MATERIAUX ET FORMULATION 
  





L’objectif de ce chapitre est de présenter les matériaux utilisés ainsi que la 
méthodologie ayant permis de définir deux formules de bétons bas pH de « référence ». 
D’après la synthèse bibliographique, la grande majorité des études sur les liants bas pH depuis 
2004 porte essentiellement sur une étude physico-chimique de la pâte de liant bas pH 
hydratée. Dans un premier temps l’Andra s’intéressait principalement à la microstructure de 
ces liants pour mieux comprendre la phénoménologie des interactions argile-bétons. Etudier 
des pâtes plutôt que des bétons offre l’avantage supplémentaire d’obtenir une meilleure 
quantification des grandeurs mesurées sur le liant Cependant, la pâte seule n’est pas 
forcément représentative de la pâte au sein du béton. Il est aussi important de considérer de 
nouveaux paramètres, comme les propriétés physico-chimiques du granulat (nature, 
absorption, demande en eau, résistance…). Une première étude menée par [Codina, 2007] a 
permis de montrer que les formules de béton TCV à base de fumée de silice et de cendres 
volantes et TL à base de fumée de silice et de laitier respectent au mieux le cahier des charges 
initial de l’Andra, c’est-à-dire un béton à faible chaleur d’hydratation, faible alcalinité, à 
retrait modéré, à bonnes performances mécaniques et avec un pH de la solution interstitielle 
inférieur ou égal à 11. Les études d’optimisation de [Garcia et Verdier, 2009] ont permis 
d’affiner les formules et la caractérisation pour tendre vers un respect d’un nombre maximal 
de critères du cahier des charges Andra.  
Dans le cadre de la présente thèse, nous partirons du retour d’expérience de ces deux 
études pour établir les formules de bétons bas pH les plus performantes possibles. L’aspect 
physico-chimique des liants, notamment les proportions de constituants requis pour obtenir un 
pH inférieur ou égal à 11 [Cau-Dit-Coumes et al., 2006] sera considéré comme acquis. Nous 
nous intéresserons davantage aux autres paramètres importants de la formulation d’un béton 
comme le conditionnement des matériaux et leur réactivité, l’arrangement du squelette 
granulaire, le rapport E/L, la quantité de superplastifiant. Ce chapitre est divisé en trois 
parties. La présentation et la caractérisation des matériaux utilisés font l’objet de la première 
partie. En effet, la variabilité des constituants (provenance de différents lots de ciment, de CV, 
de FS ou de laitiers par exemple) pouvant conduire à des liants aux propriétés différentes, il 
est important de correctement caractériser l’ensemble des constituants. La présence de 
différents constituants au sein du liant peut conduire à une forte variabilité des propriétés du 
matériau durci et la caractérisation de ces constituants est donc une étape indispensable pour 




la formulation. Dans la seconde partie, nous présenterons la démarche de la formulation. 
Enfin, la dernière partie décrira les ajustements réalisés pour obtenir les formules finales 
utilisées dans la thèse et synthétisera les modifications réalisées par rapport aux études 
antérieures menées pour l’Andra.  
II.1. Matières premières utilisées 
Dans cette partie, les constituants des bétons bas pH utilisés dans la thèse sont 
présentés.  
II.1.1.Caractéristiques des liants bas pH 
Cette sous partie de chapitre est consacrée aux compositions des deux liants de notre 
étude, ainsi qu’à leurs constituants, leurs origines et leurs propriétés physico-chimiques. 
II.1.1.1. Composition des liants bas pH 
Les liants ternaires des deux formules étudiées sont constitués de ciment et de deux 
additions pouzzolaniques, la fumée de silice commune aux deux, et les cendres volantes (TCV) 
ou le laitier (TL). Leurs compositions sont détaillées dans le Tableau II – 1. 
Tableau II – 1 : Proportion des liants TCV et TL 
 
TCV TL 
Ciment CEM I 37,5% 20,0% 
Fumée de silice 32,5% 32,5% 
Cendres volantes 30,0% - 
Laitier de haut fourneau - 47,5% 
Comme évoqué en synthèse bibliographique les constituants sont choisis pour leur 
faible teneur en alcalins et leur teneur importante en silice. En effet, ces deux critères 
permettent d’assurer un pH faible de la solution interstitielle. 
La caractérisation des matériaux est essentielle car dans l’optique d’une réalisation à 
très grande échelle, il est important de déterminer les facteurs associés à la variabilité des 
constituants ainsi que leur impact sur le béton formulé. L’origine de cette variabilité est 
double : elle peut d’être d’origine physique (conditionnement, granulométrie) et/ou d’origine 
chimique (composition chimique).  
 




II.1.1.2. Présentation des constituants  
Nous présentons ici successivement les différents constituants de ces liants. Leur fiche 
technique est consignée en Annexe 1. 
II.1.1.1.1. Ciment 
Le ciment Portland utilisé est un CEM I 52,5 PM ES CP2 de l’usine Lafarge du Teil 
conforme à la norme [NF 197-1, 2012]. Ce ciment a été sélectionné pour sa faible teneur en 
alcalins. Il est riche en C3S et pauvre en aluminates. Il a été choisi à partir des mêmes critères 
que ceux retenus lors des études de [Codina, 2007] et [Garcia et Verdier, 2009].  
II.1.1.1.2. Fumée de silice 
Certaines fumées de silice, dont celle utilisée la thèse de [Codina, 2007], peuvent 
présenter une floculation importante conduisant à des amas de dimensions bien supérieures à 
la centaine de micromètres. Ces amas difficiles à disperser se retrouvaient généralement 
intacts dans les pâtes durcies. Ce phénomène est moins prononcé sur béton à cause du 
cisaillement induit par les granulats. Une étude menée au CEA [Maubec, 2008] a montré que 
la teneur en portlandite, indicateur de réactivité, d’une pâte composée de liant binaire avec 
40% de fumée de silice de Condensil était trois fois inférieure à celle d’une pâte avec la fumée 
de silice de Chryso®. Cette dernière utilisée dans la thèse de Codina a donc été remplacée par 
de la fumée de silice densifiée mécaniquement FS DM 95 de chez Condensil, mieux 
dispersée. 
II.1.1.1.3. Cendres volantes 
Les cendres volantes silico alumineuses sont fournies par Électricité De France (EDF). 
Elles proviennent de la centrale thermique de Cordemais. Elles sont certifiées selon la norme 
[NF EN-450, 2005]. La composition des cendres volantes est plus hétérogène que celle des 
autres constituants en raison des imbrûlés inhérents à leurs processus de fabrication. Ces 
imbrûlés sont poreux et ont une propension à absorber l’eau. Ces particules peuvent aussi 
atteindre des diamètres supérieurs à 100 µm. 
 
 




II.1.1.1.4. Laitier de haut fourneau 
Le laitier de haut fourneau est un laitier moulu fourni par ECOCEM. La facilité 
d’approvisionnement des constituants est aussi un des critères imposés par l’Andra. Le laitier 
Calcia utilisé dans la thèse de [Codina, 2007] n’étant plus disponible, nous avons donc opté 
pour un fournisseur reconnu sur le marché. Le produit répond à la norme européenne [NF EN 
15167-1, 2006] relatives aux laitiers granulés de haut-fourneau moulus pour une utilisation 
dans les bétons, mortiers et coulis. La composition chimique est aussi similaire à celle du 
laitier de chez Calcia. 
II.1.1.3. Propriétés physico-chimiques des constituants 
Le Tableau II – 2 présente la composition chimique et les propriétés physiques des 
différents constituants des liants bas pH TCV et TL.  
Tableau II – 2 : Propriétés physico-chimiques des constituants du liant 
 
Les compositions chimiques des constituants ont été déterminées par spectrométrie à 
torche plasma ICP (OES Optima 7000DV) et par chromatographie ionique (Diamex Type ICS 
3000) pour les sulfates. La finesse des constituants a été évaluée par granulométrie laser 
(CILAS 1090 LD) en mode « voie humide ». Le liquide utilisé pour la granulométrie du 
ciment est l’éthanol afin d’éviter l’hydrolyse qui risque de biaiser les résultats. Pour les 
additions pouzzolaniques, l’eau a été utilisée. Avant la mesure, un bain ultrason est appliqué 
CEM I Fumée de silice Cendres volantes Laitier 
CaO 67,30 0,80 5,12 44,00
SiO2 22,10 96,50 51,90 36,10
Al2O3 3,19 0,21 25,20 10,70
Fe2O3 2,27 0,16 6,06 0,41
MgO 0,95 0,29 1,29 7,25
MnO 0,04 0,02 0,04 0,41
Na2O 0,10 0,17 0,87 0,25
K2O 0,23 0,52 2,20 0,43
TiO2 0,14 <0,05 1,28 0,55
P2O5 0,07 0,09 0,32 <0,05
Sulfates 2,37 0,24 0,70 0,20
Perte au feu 1,64 2,74 2,51 <0,10
D10 3,9 5,1 2,2 2,2
D50 16,2 20,8 15,3 12,0
D90 37,9 46,1 59,3 28,7
Dmoy 19,0 23,6 24,0 13,8
Blaine 3500 17500 2300 4500
BET - 23000 - -
Composition 
Chimique                   
(% massique)
Granulométrie                     
(µm)
Surface spécifique                     
(cm²/g)




sur les poudres pendant 60 secondes pour mieux séparer les particules et tenter accéder à la 
granulométrie intrinsèque du constituant.  
Globalement, la teneur en silice amorphe des constituants est importante. Elle est 
indispensable pour atteindre un pH inférieur à 11 [Cau-dit-Coumes et al., 2006]. La finesse 
des constituants présente un diamètre moyen proche de celui du ciment. Sur plusieurs fumées 
de silice commercialisées, [St John, 1994] mesure des diamètres moyens variant de 10 µm à 
100 µm à la granulométrie laser au lieu de diamètres inférieurs à 1 µm comme observés à la 
microscopie électronique. En général, le diamètre mesuré à la granulométrie laser devrait 
correspondre au diamètre des sphères de fumée de silice si celles-ci étaient « déconnectées » 
les unes des autres. Or, la dispersion de la fumée de silice en un assemblage de sphères isolées 
n’est pas possible en raison de liens (charges surfaciques) aux points de contact entre deux 
sphères qui les fusionnent entre elles. Ces chaînes qui peuvent agglomérer jusqu’à des 
centaines de sphères sont responsables de la stabilité de ces floculats et s’opposent à la 
dispersion, même avec l’application d’un ultrason. Il est également possible de caractériser la 
finesse d’un constituant par sa surface spécifique. Ce paramètre est important car il impacte 
l’écoulement des suspensions (surface de contact de la solution interstitielle et de l’absorption 
du superplastifiant). On peut l’évaluer par la méthode de Blaine ou par la méthode BET. La 
méthode de Blaine peut ne pas donner des résultats significatifs pour les liants qui contiennent 
des matières ultrafines. Elle permet cependant d’obtenir un ordre de grandeur de la finesse du 
constituant. La méthode BET permet par l’absorption de N2 de comptabiliser la totalité des 
aspérités et la porosité accessible des grains comme surfaces disponibles. Nous observons que 
les surfaces spécifiques des cendres volantes et du laitier sont proches de celle du ciment, ce 
qui est concordant avec les résultats de la granulométrie laser. En revanche, la surface 
spécifique de la fumée de silice est très largement supérieure à celle du ciment ce que ne met 
pas en évidence la granulométrie laser. 
II.1.2.Caractéristiques des granulats 
Sur la base des critères établis (disponibilité/approvisionnement et propriétés physico-
chimiques des granulats), ce sont les granulats de la carrière du Boulonnais qui ont été choisis. 
Les 2 types de granulats calcaire utilisés sont un 0/4 et un 4/12 lavés et concassés. Les 
principales propriétés physico-chimiques des granulats sont consignées dans le Tableau II – 3. 
Les fiches techniques sont données en Annexe 2. 
Tableau II – 3 : Caractéristique des granulats 




Propriétés Sable lavé 0/4 mm Gravillon lavé 4/12mm 
Nature pétrographique Calcaire viséen dur compact Calcaire viséen dur compact 
Proportion de fines (%) 7 - 
Absorption de l'eau (%) 0,5 0,6 
Masse volumique réelle (t/m
3
) 2,65 2,69 
Ce choix de granulats présente de nombreux avantages. Les granulats calcaire offrent 
une meilleure affinité chimique avec la pâte de ciment et possèdent des valeurs de modules de 
compressibilité plus proches de celui de la pâte que les granulats siliceux. Ils permettent aussi 
de limiter le risque d’alcali-réaction, bien que ce risque soit réduit dans les bétons bas pH en 
raison de la faible teneur en alcalins de leur solution interstitielle.  
Selon [Neville, 2000], l’utilisation de granulats de grandes tailles conduit à une 
hétérogénéité dans le système notamment aux interfaces qui peuvent être le siège de 
déformations différentielles importantes entre le granulat et de la pâte de ciment, liées à leurs 
propriétés mécaniques très différentes, et à l’origine des microfissures. Cependant, ces risques 
sont réduits quand la taille maximale est inférieure à 12 mm, ce qui est le cas dans les bétons 
bas pH de l’étude.  
L’utilisation de granulats lavés permet d’avoir une meilleure adhérence entre les 
granulats et le liant lors du malaxage anhydre. L’interface granulat-pâte, mise en évidence par 
[Maso, 1980] et appelée auréole de transition (Interfacial Transition Zone) constitue souvent 
la zone la plus vulnérable du béton par rapport à la pâte ou au granulat. Le rôle exact de la 
morphologie du granulat dans le développement des résistances mécaniques demeure encore 
mal compris, mais il est suggéré dans [Neville, 2000] que une texture rugueuse de la surface 
et une forme anguleuse des granulats permettent de développer une force d’adhésion plus 
importante et donc de meilleures propriétés mécaniques du béton. Selon [Kaplan, 1959], la 
texture a un rôle plus important lors d’une sollicitation en flexion, tandis qu’en compression la 
forme est prédominante. Le faible coefficient d’absorption d’eau des granulats, comme ceux 
de notre étude, va dans le sens d’une meilleure durée pratique d’utilisation (DPU). En effet, 
seule une faible partie de l’eau de gâchage sera absorbée par les granulats, tandis que l’autre 
partie pourra contribuer au maintien de l’ouvrabilité. 
L’étendue granulaire ou la distribution de taille des granulats utilisés dans un béton 
donné est caractérisée par la granulométrie. Une distribution idéale doit permettre une 
compacité optimale du squelette granulaire par la réduction du volume des vides. On peut 
pour cela utiliser par exemple la méthode classique de [Dreux et Festa, 1995] ou d’autres 




approches comme celle du modèle d’empilement compressible (MEC) [De Larrard, 2000] 
développé au Laboratoire Central des Ponts et Chaussées (LCPC). 
II.1.3.Rapport E/L 
L’eau dans le béton est souvent exprimée par le rapport massique de la teneur en eau 
sur la quantité de ciment ou de liant dans le cas d’un liant composé. Le rapport E/L impacte 
directement les performances mécaniques du béton durci ; dans une certaine mesure, plus 
celui-ci est faible et meilleures sont ses résistances. En effet, un faible E/L conduit à une 
faible porosité de la pâte de ciment hydraté par segmentation de la porosité capillaire. Pour les 
bétons bas pH, le dosage en liant résulte d’un compromis entre la résistance en compression 
visée en appliquant la formule de Bolomey aux liants composés et un faible échauffement 
durant la prise. Le dosage en eau doit également assurer, en association avec l’utilisation du 
superplastifiant, une bonne maniabilité. Dans le cahier des charges de l’Andra, le rapport E/L 
maximal est fixé à 0,45 pour garantir la résistance élevée du béton. L’eau potentiellement 
absorbée par les fines, notamment par la fumée de silice, n’est pas prise en compte dans le 
calcul du rapport E/L. 
II.1.4.Superplastifiant 
Le superplastifiant permet de diminuer la quantité d’eau de gâchage sans réduire la 
maniabilité du matériau. Son action dispersante est à l’origine d’une meilleure hydratation des 
grains de ciment, et permet ainsi la confection de bétons denses à hautes performances. Le 
choix du superplastifiant pour les bétons bas pH a été fait suivant 2 critères de sélection 
[Garcia et Verdier, 2009]. Tout d’abord, le superplastifiant doit garantir une consistance 
correcte sur une durée pratique d’utilisation de 2 heures. Ensuite, il ne doit pas entraîner une 
quantité d’air occlus à l’état frais trop importante (< 3%). Dans la formulation des bétons bas 
pH, sa quantité est limitée à 1,5% de la masse de liant car, l’ouvrage étant destiné à une 
longue durée de service, il est nécessaire de limiter la quantité de matière organique dont les 
effets dans le béton sont encore méconnus sur le long terme. C’est le superplastifiant Chryso® 
Fluid Optima 175 qui a été choisi par rapport aux critères définis précédemment et par rapport 
à sa bonne compatibilité avec la fumée de silice. Les caractéristiques du superplastifiant sont 
consignées dans le Tableau II – 4. 




Tableau II – 4 : Caractéristique du superplastifiant 
Propriétés CHRYSO®Fluid Optima 175 
Nature Liquide 
Densité 1,055 ± 0,010 
pH 6 ± 1 
Extrait sec (%) 30,5 ± 1,5 
II.2. Etablissement des formules de référence TCV et TL 
II.2.1.Récapitulatif des critères du cahier des charges 
Un des objectifs de la thèse est de définir deux formules de référence pour les bétons 
bas pH, comme cela a été réalisé pour les bétons CEM I et CEM V de l’Andra [Commene, 
2001 ; Mary-Dippe, 2001]. Les formules de béton bas pH doivent respecter une liste de 
critères définis dans le cahier des charges de l’Andra et rappelés dans le Tableau II – 5. 
Tableau II – 5 : Récapitulatif des critères du cahier des charges  
Critères Paramètres clés Status Commentaires 
pH de la solution 
interstitielle inférieur à 
11 
Nature du liant Acquis 
Il est figé par la nature et la chimie du liant 
[Cau-dit-Coumes, 2006] 
Echauffement inférieur 
à 20°C en condition 
semi-adiabatique 
Quantité de ciment Acquis 
Il est impacté par la dilution du ciment dans le 
liant [Codina, 2007] 
Résistance en 
compression supérieure 
à 70 MPa à long terme 
Rapport E/L             
Quantité de liant 
Acquis 
Les résistances obtenues sont supérieures à 
celles de [Codina, 2007] d'où un ajustement de 
la quantité de liant pour limiter le retrait 
endogène 
Retrait total inférieur à 
500 µm/m 
Nature et quantité de liant                 




La fumée de silice induit un fort retrait 
endogène difficile à réduire d'où l'optimisation 
de la compacité granulaire pour limiter la part 
de retrait de dessiccation 
Affaissement de 10 cm 
à 2 heures 
Quantité d'eau et de 
superplastifiant (SP) 
Acquis 
L'étude paramétrique réalisée par [Garcia et 
Verdier, 2009] a permis de figer les dosages en 
eau et SP 
[Garcia et Verdier, 2009] montre que l’obtention d’un retrait total inférieur à 500 
µm/m s’avère difficile si les autres critères du cahier des charges doivent être respectés. 
L’étude s’est donc focalisée sur l’obtention d’un retrait total analogue à celui d’un béton de 
même classe de résistance (BHP). Le retrait total peut être décomposé en une part de retrait 
endogène et une part de retrait de dessiccation. Il n’est pas possible de limiter le retrait 
endogène sans affecter les autres critères du fait des nombreux effets couplés : si la proportion 
de fumée de silice est réduite, un pH de la solution interstitielle inférieur à 11 sera difficile à 




obtenir. Et la diminution de la quantité de liant associée pourrait empêcher d’atteindre la 
résistance en compression visée. Il ne reste donc que la possibilité de limiter le retrait de 
dessiccation. Pour cela, le principal paramètre sur lequel jouer est le volume de vides 
interconnectés qui, lorsqu’ils se désaturent en eau, engendrent le retrait de dessiccation. Nous 
avons donc envisagé de réduire ce volume de vides par une optimisation de l’arrangement du 
squelette granulaire. 
Cette optimisation granulaire se traduit par la compacité maximale du squelette 
granulaire. Lorsque deux coupures sont utilisées; le meilleur arrangement granulaire est 
obtenu par la détermination du rapport gravillon sur sable (G/S) optimal. Les résultats de 
l’optimisation du squelette granulaire ont été obtenus avec la méthode d’empilement 
compressible et confrontés avec ceux issus de la méthode de Dreux-Gorisse. En conséquence 
de cet ajustement, la quantité de fine sera modifiée, et donc la demande en eau aussi. Il sera 
donc impératif de réajuster la quantité de l’eau et de superplastifiant pour respecter le critère 
de maintien d’un affaissement plastique au bout de 2 heures. 
II.2.2.Reproductibilité des formules de bétons bas pH 
Un des problèmes inhérents à toutes réalisations à très grande échelle est la 
reproductibilité des bétons. Dans le cas des bétons bas pH où le liant contient trois 
constituants, il est statistiquement plus probable d’avoir un problème de variabilité de lots. 
Cette variabilité peut avoir une origine chimique et peut donc potentiellement altérer 
l’équilibre chimique. Elle peut aussi avoir une origine physique (présence de floculats), et 
dans ce cas, les conséquences sur les états frais et durci sont aussi importantes ; la demande en 
eau du liant notamment est alors modifiée. C’était le cas de la fumée de silice de l’étude de 
[Codina, 2007] dont la réactivité était dégradée par la présence d’amas  
Dans notre étude, plusieurs problèmes ont été repérés, notamment ceux liés au 
préconditionnement des constituants du liant. Une partie du ciment, du fait d’un mauvais 
conditionnement avant sa livraison, présentait de nombreux floculats (Figure II – 1).  





Figure II – 1 : Présence de floculats dans le ciment due à un mauvais conditionnement 
La présence de floculats est généralement associée à une prise d’humidité dans le sac 
de ciment. Pour vérifier si les flocs du ciment sont préjudiciables à son utilisation la 
détermination de sa classe vraie a été menée. Les essais sont réalisés sur des mortiers 
normalisés. La résistance en compression obtenue à 28 jours sur mortier normalisée est de 
68,0 MPa, valeur proche de celle de la classe vraie de 67,5 MPa inscrite sur la fiche technique 
en Annexe 1. L’influence des floculats est donc négligeable sur les résistances. La séquence 
de malaxage et le cisaillement des grains par le sable semblent être suffisants pour assurer la 
dispersion des floculats dans le cas des mortiers. L’efficacité de la dispersion dépend de 
plusieurs paramètres : volume de la cuve, le volume introduit, système de pales du malaxeur, 
puissance de malaxage, etc.  
Les lots de fumée de silice utilisés dans la thèse présentaient eux aussi un mauvais 
conditionnement, conduisant à la présence d’amas en nombre et de taille importants visibles à 
l’œil nu au sein des bidons. Or, de par sa masse volumique apparente très faible, et 
contrairement au ciment, la plupart de ces floculats ne semble pas être cisaillé (Figure II – 3) 
lors de la séquence de malaxage des matériaux secs, même sur des longues durées de 
malaxage (3 minutes).  
  
Figure II – 2 : Présence d’amas dans le lot de fumée de silice (a) et dans le béton durci (b) 
(a) (b) 




D’autre part, il est probable qu’une partie de l’eau de gâchage soit « piégée » dans ces 
amas de fumée de silice (forte capillarité) et ne puisse pas participer à la fluidification du 
mélange anhydre, d’où l’impact néfaste des floculats sur la demande en eau initiale des 
bétons. Pour une même formule de béton, [Codina, 2007] obtient un affaissement initial 
moitié moins important que celui obtenu dans le cadre de la présente étude en raison de la 
présence d’amas de fumée de silice. Ces macro-défauts conduisent à une dispersion 
importante sur les résultats de propriétés mécaniques pour une même gâchée. En effet, ces 
amas de fumée de silice peuvent s’apparenter à du vide en terme de résistance mécanique. Il 
est important de dissocier ce problème d’amas du problème de dispersion. En effet, la 
dispersion de la fumée de silice est partiellement assurée par le superplastifiant [Diamond et 
Sahu, 2006]. Les indices d’activité [NF EN 450-1, 2012] de la fumée de silice de la thèse ont 
été évalués sur des mortiers avec 15% de substitution (Tableau II – 6) et comparés avec celui 
d’un autre lot de fumée de silice de la même origine (Condensil FS DM 95) mais mieux 
conditionné (témoin). 
Tableau II – 6 : Valeurs de l’indice d’activité de la fumée de silice avec et sans superplastifiant pour deux lots 
différents 
  
FS de la thèse + 
0% de SP 
FS de la thèse 
+ 0,5% de SP 
Lot différent de FS 
« témoin » + 0% de SP 
Indice d'activité k 0,1 1,13 1,11 
Ce tableau permet de mettre en évidence le problème de réactivité de la fumée silice 
suivant les lots, attribuable à la présence d’amas, et la capacité ainsi que l’efficacité du SP à 
disperser les flocs pour retrouver une bonne réactivité de la fumée de silice. En effet, dans le 
cas de la fumée de silice utilisée de la présente thèse sans agent dispersant, la présence d’amas 
conduit à l’obtention d’un indice d’activité 10 fois plus faible que la fumée de silice témoin. 
L’hypothèse avancée est que l’eau est en partie piégée dans les amas. En conséquence, cette 
eau ne participe pas à l’hydratation du liant et à la fluidification du mélange et conduit alors à 
une moins bonne mise en place. Au final, la résistance en compression chute fortement à 28 
jours, et l’indice d’activité déterminé sur ce mortier est donc très faible. L’ajout de 0,5% de 
superplastifiant permet de compenser en partie cette demande en eau et de retrouver un indice 
d’activité similaire à celui obtenu sur le lot de fumée de silice témoin. Il est donc primordial 
d’éliminer autant que possible toute présence de macro-amas de fumée de silice. 
 




II.2.3.Solutions adoptées et conséquences sur les formulations des bétons 
bas pH 
Dans l’optique d’assurer une bonne reproductibilité des formules de bétons bas pH 
deux solutions ont été testées pour limiter la présence d’amas ; l’étuvage suivi d’un tamisage 
et le cobroyage des constituants. D’un point de vue pratique, le changement de lot serait 
optimal car, selon le producteur, ces amas ne se retrouvent pas dans chaque lot et sont 
associés au processus de fabrication. Cependant, l’ampleur de l’ouvrage est telle que le 
contrôle de chaque lot des trois constituants serait compliqué. En raison de la complexité 
requise pour mettre en œuvre à l’échelle industrielle la solution d’étuvage, nous avons axé 
notre étude sur le cobroyage. L’homogénéisation du liant par cobroyage est la solution la plus 
réaliste qui présente aussi plusieurs avantages d’un point de vue logistique (gestion d’un silo 
unique) et d’un point de vue physico-chimique, ce que nous détaillerons à travers les 
différents chapitres de cette thèse. 
Le processus de cobroyage permet une amélioration de la réactivité du liant [Bach, 
2010] et aura donc un impact sur les différents critères exposés dans la partie 2.1. Concernant 
l’effet sur le pH, la nature du liant étant inchangée, le pH de la solution interstitielle devait 
être à terme le même mais le cinétique d’évolution du pH pourrait a priori être plus rapide. La 
réactivité du liant peut être évaluée par le suivi de ses réactions d’hydratation. Une 
amélioration de la réactivité se traduit donc par un échauffement plus élevé durant 
l’hydratation. Les paramètres clés de ces deux critères étant figés, il faudra uniquement 
vérifier que l’impact du cobroyage sur la température d’échauffement maximale est limité. 
Concernant les propriétés physiques du béton, une meilleure réactivité implique un 
développement plus rapide des résistances mécaniques et des résistances à long terme plus 
élevées. En revanche, le retrait endogène du béton sera amplifié, d’où l’importance d’essayer 
de limiter au maximum le retrait de dessiccation par l’optimisation granulaire. Pour le critère 
d’un affaissement supérieur à 10 cm au bout de 2 h, il est plus difficile d’évaluer l’impact du 
cobroyage. En effet, d’un côté, l’élimination des amas conduirait initialement à une meilleure 
fluidification du béton à l’état frais, et d’un autre, la réactivité accrue du liant impliquerait une 
perte de l’affaissement plus rapide dans le temps. 
 
 




II.3. Ajustement des paramètres de formulation 
Le cobroyage permet d’assurer une meilleure reproductibilité des formules, mais en 
contrepartie il vient impacter les propriétés des bétons précédemment établis. En fonction des 
critères recherchés, certains paramètres de la formule sont figés (proportion dans le liant, 
dilution du ciment). Les leviers sur lesquels agir sont l’ajustement des quantités de liant, d’eau 
(tout en maintenant le rapport E/L inférieur à 0,45), de superplastifiant et l’optimisation du 
rapport granulat sur sable (G/S). Dans cette partie, nous nous intéressons en particulier au 
procédé de cobroyage et d’homogénéisation des constituants du liant et à l’optimisation du 
squelette granulaire.  
II.3.1.Matériels et méthodes 
Dans cette partie sont présentés les outils qui ont permis d’établir les deux formules de 
référence de bétons bas pH. Les protocoles relatifs au cobroyage et à l’optimisation du 
squelette granulaire sont successivement détaillés. 
III.3.1.1. Protocole de cobroyage 
Pour la réalisation d’une quantité importante de bétons dans le cadre de l’ouvrage de 
stockage, l’approvisionnement du liant se fera forcément en plusieurs lots. Il sera difficile 
d’un point de vue logistique de vérifier le conditionnement de chaque lot avant sa mise en 
œuvre. Afin de s’affranchir de cette incertitude, un processus d’homogénéisation du liant par 
cobroyage des trois constituants a été réalisé avec un broyeur à barres (Figure II – 3). 
L’objectif premier de cette opération est la destruction des amas présents dans chaque 
constituant afin de se rapprocher de la finesse intrinsèque à chaque addition, tout en 
homogénéisant l’ensemble pour une meilleure réactivité. Le terme cobroyage est donc retenu 
même si nous verrons par la suite qu’il s’agit davantage d’une homogénéisation du liant. 
 
Figure II – 3 : Le broyeur à barres (à gauche) et le jeu de barres utilisées, nombre x diamètre x longueur des 
barres (à droite ) 




Le broyeur est composé de deux cylindres juxtaposés. La capacité volumique du 
broyeur à barres est de 0,105 m
3
. Les dimensions du cylindre principal et du cylindre 
secondaire sont respectivement de Φ40,5 x 78,5 cm et de Φ21,5 x 10,5 cm. Le broyage du 
matériau se fait par l’intermédiaire de barres en mouvement grâce à la rotation du cylindre 
principal. La rotation du cylindre est de 42 tours par minute à vide. Les barres sont en acier et 
ont une longueur de 78,5 cm, soit la longueur du cylindre principal. Pour le broyage du liant, 
10 barres ont été utilisées avec des diamètres différents pour une meilleure efficacité. Au 
cours du broyage, le prélèvement de la poudre se fait généralement à l’arrière du broyeur via 
le petit cylindre afin d’effectuer des caractérisations sur la poudre (granulométrie). 
Le broyage se faisant via des barres qui écrasent le matériau lors de la rotation, le 
broyeur n’a été rempli qu’à la moitié de sa capacité totale afin de permettre un impact plus 
important lors de la chute des barres. Environ 20 kilogrammes de liant ont été introduits dans 
le broyeur à chaque chargement. Une homogénéisation préalable (manuelle) n’a pas été 
effectuée avant la mise en place du liant dans le cylindre. En revanche, une attention 
particulière a été apportée à la fumée de silice. L’introduction de cette addition s’est toujours 
faite en second, c’est-à-dire entre le ciment et les cendres volantes/le laitier haut fourneau. En 
effet, les forces surfaciques de la fumée de silice étant importantes, cela entraine une « 
adsorption » de cette fine sur les parois du broyeur, d’où son introduction entre deux couches 
afin de limiter au maximum ce phénomène. Le broyeur doit être sec avant son utilisation. En 
ce qui concerne le temps de broyage, l’objectif de l’opération n’étant pas d’améliorer la 
finesse du liant mais simplement de l’homogénéiser par destruction des amas, seuls des temps 
de broyage allant jusqu’à 2 heures ont été appliqués.  
III.3.1.2. Détermination de la compacité optimale 
L’essai au vibrocompacteur permet de déterminer la compacité maximale d’un 
mélange granulaire. La compacité optimale est définie par l’indice de compacité qui est le 
rapport de la masse volumique apparente à la masse volumique réelle. Dans les bétons de 
références Andra (CEM I / CEM V) utilisant les mêmes granulats que les bétons bas pH, le 
rapport G/S optimum est estimé à 1,2 [Mary-Dippe, 2001]. Nous avons donc choisi de faire 
varier ce rapport de 1,0 à 1,4 avec un pas de 0,1 afin de vérifier cet optimum. 
L’appareil utilisé est le vibrocompacteur (Figure II – 4). La méthode d’optimisation de 
la répartition granulaire est celle du modèle d’empilement compressible (MEC) [De Larrard, 




2000] mis au point au LCPC. Cependant, l’appareillage disponible au LMDC étant différent, 
nous avons choisi d’adapter le protocole à ce matériel. 
 
Figure II – 4 : Le vibrocompacteur du LMDC (a) et le mélange compacté obtenu (b) 
Les granulats sont séchés à l’étuve à 105°C pour éviter le phénomène de 
foisonnement, c’est-à-dire la modification du volume occupé par le mélange granulaire par 
inclusion d'eau. Une masse totale de 4 kg constituée des proportions de sable et de gravillons 
dépendant du rapport G/S testé est ensuite homogénéisée manuellement dans un récipient 
intermédiaire avant d’être introduit dans le vibrocompacteur pour l’essai. 
La hauteur à vide du vibrocompacteur est mesurée sur une moyenne de 4 points. Le 
mélange est délicatement versé dans le cylindre pour éviter tout risque de ségrégation. Afin 
d’obtenir une pression de 10 kPa de compactage, une masse de 14 kg est placée au-dessus du 
piston pesant lui-même 6 kg pour un total de 20 kg. Le mélange est compacté par vibration 
pendant une durée de 2 minutes. La hauteur après compactage est relevée pour déterminer la 
hauteur du mélange compactée en faisant la différence avec la hauteur à vide. Il est possible 
de calculer la masse volumique apparente et de remonter à la compacité à partir de la masse 
volumique réelle théorique du mélange. La compacité est calculée sur une moyenne de trois 
essais. 
II.3.2.Résultats et discussions 
II.3.2.1. Cobroyage du liant 
Nous présentons dans un premier temps une étude sur la durée de cobroyage optimale 
dans l’optique d’une application du procédé à l’échelle industrielle. Une caractérisation 
physique des liants (granulométrie, surface spécifique…) a été réalisée afin d’évaluer l’impact 
du cobroyage. Une analyse chimique a été menée en parallèle après les essais afin de s’assurer 
que les proportions initiales sont bien conservées (homogénéisation) et que le liant n’a pas été 
(a) (b) 




souillé par des impuretés résiduelles malgré le nettoyage initial du système. Les résultats de 
l’analyse chimique sont présentés en Annexe 3. 
II.3.2.1.1. Durée optimale de cobroyage 
Les liants utilisés au cours de la thèse ont été cobroyés pendant 120 minutes. 
Néanmoins, il nous a paru intéressant, d’un point de vue économique, d’étudier a posteriori la 
durée optimale de cobroyage en prévision d’une application industrielle.  
La durée de cobroyage a un impact direct sur la finesse du liant. Afin d’évaluer cette 
influence, nous avons opté pour une méthode avec tamisage manuel. En raison des charges de 
surfaces importantes, il est impossible d’avoir accès à la granulométrie « intrinsèque » du 
liant. En revanche, nous avons pu réaliser une étude comparative de la granulométrie du liant 
pour différentes durées de cobroyage (Figure II – 5). 
 
Figure II – 5 : Analyse granulométrique du liant TL 
De manière générale, le décalage des courbes vers la gauche signifie un affinement du 
liant. En s’appuyant sur cette analyse, les résultats de la Figure II – 6 montrent que la durée 
optimale de cobroyage du liant serait autour de 30 minutes. Entre 15 et 30 minutes, le liant 
commence à s’affiner légèrement, avec un passant cumulé plus faible à 500 µm relativement 
pour une durée de 15 minutes. Ce phénomène se poursuit lorsqu’on augmente la durée de 
cobroyage puis se stabilise entre 45 et 60 minutes. Par ailleurs, le mélange étant homogène 
après le cobroyage, la masse volumique apparente d’un amas de liant ternaire cobroyé est plus 
importante que celle d’un liant composé de fumée de silice uniquement. Cet amas serait donc 






































ciment. Il est important de noter que la durée optimale dépend de l’appareil utilisé pour le 
broyage. Il n’en demeure pas moins que cette étude permet de mettre en évidence l’existence 
d’une durée optimale qui pourrait permettre une économie du coût du processus.  
II.3.2.1.2. Granulométrie laser 
Les essais de granulométrie laser ont été réalisés sur des liants cobroyés pendant 2 
heures. Le problème de floculation rencontré sur la fumée de silice est également constaté 
après le cobroyage du liant d’après la caractérisation de la finesse par granulométrie laser 
(Figure II – 6). 
 
Figure II – 6 : Granulométrie laser du liant TCV 
Cette granulométrie laser est proche de ce que nous avions obtenue précédemment 
avec le tamisage, c’est-à-dire environ 40% de passant à 100 µm. Le fait que le diamètre 
moyen du liant TCV soit supérieur à 180 µm alors que chaque constituant a individuellement 
un diamètre inférieur à 5 µm s’explique par la présence d’amas. Comme pour le cas de la 
fumée de silice, le cobroyage a vraisemblablement formé des chaînes très fortement liées 
entre les particules des différents constituants qui confèrent aux micro-amas une grande 
stabilité vis-à-vis de la dispersion. Par conséquent, même en appliquant des ultrasons, nous 
avons vraisemblablement davantage une caractérisation d’amas plutôt que de grains isolés.  
II.3.2.1.3. Surface spécifique 
La méthode par perméabilité à l’air (Blaine) a été adoptée pour tenter d’évaluer la 
finesse du liant. Les surfaces spécifiques Blaine mesurées sur les liants cobroyés sont 




consignées dans le Tableau II – 7 et comparées à la valeur théorique calculée à partir des 
surfaces Blaine et des proportions de chaque constituant. 
Tableau II – 7 : Surface spécifique Blaine des échantillons cobroyés 
Liants Sblaine théorique Sblaine mesurée 
TCV 9200 cm²/g 8700 cm²/g 
TL 10000 cm²/g 11800 cm²/g 
La méthode de Blaine n’est pas fiable pour la caractérisation des particules ultrafines 
mais donne une approximation de l’ordre de grandeur. Les résultats théoriques et 
expérimentaux sont similaires pour le liant TCV mais présentent des écarts plus importants 
pour TL. Il est quoiqu’il en soit difficile de se prononcer quant à un affinement du liant associé 
à son homogénéisation. La finesse Blaine du ciment étant égale à environ 3500 cm²/g, les 
liants ternaires présentent donc une surface spécifique presque 2 à 4 fois plus importante, en 
partie grâce à la présence de fumée de silice. De par ses constituants et leur dosage, le liant TL 
est plus fin que le liant TCV, ce qui impliquera probablement une demande en eau supérieure à 
l’état frais.  
II.3.2.2. Optimisation du squelette granulaire 
Les valeurs de l’indice de compacité en fonction du rapport G/S du mélange granulaire 
et de la durée de compactage sont consignées en Figure II – 7.  
 
Figure II – 7 : Variation de l’indice de compacité en fonction du rapport G/S 
Deux problèmes majeurs sont inhérents à ce type d’essai. Tout d’abord, la précision de 
mesure : la mesure de la hauteur compactée est précise au mm près du fait des appareils 
























compacité. La seconde difficulté est la ségrégation des granulats durant l’essai. Deux 
hypothèses ont été émises pour expliquer ce phénomène. La première est liée à l’étape du 
transvasement du bol au vibrocompacteur durant laquelle les particules les plus fines ont 
tendance à se déverser en premier, ce qui conduit à une légère ségrégation initiale. La seconde 
hypothèse serait associée à la durée de compactage peut-être trop importante (2 minutes selon 
le protocole du LCPC). 
Avant d’évaluer l’impact de la durée de compactage, des essais préliminaires avaient 
été réalisés pour limiter la plage d’étude avec un compactage fixé à 90 secondes. Le retour 
d’expérience de ces essais a montré que l’optimum G/S se situait entre 1,0 à 1,2. L’étude de 
l’impact de la durée de compactage a donc par la suite été limitée à cette plage (Figure II – 7). 
Pour un rapport G/S donné, les granulats du vibrocompacteur ont été récupérés après chaque 
essai puis réutilisés après une ré-homogénéisation pour l’essai suivant avec une durée de 
compactage plus longue. Un léger cisaillement du granulat est induit à chaque essai. De 
manière générale, la compacité augmente avec la durée de compactage. Pour une durée de 
cobroyage de 150 secondes, la tendance d’évolution est différente. Cela peut provenir soit 
d’une durée de vibration trop longue (ségrégation), soit d’un cisaillement du granulat 
(réutilisation des granulats). L’optimum du rapport G/S semble se situer autour de 1,1. Ce 
résultat est en accord avec celui obtenu par la méthode de Dreux-Gorisse (Figure II – 8).  
  
Figure II – 8 : Analyse granulométrique par la méthode de Dreux-Gorisse 
Les deux méthodes utilisées pour déterminer l’arrangement granulaire optimal tendent 
vers une même valeur du rapport G/S de 1,1, au lieu de 1,2 des bétons bas pH des études 









































adaptées pour prendre en considération ce résultat. Ce changement aura plusieurs 
conséquences sur les propriétés du béton à l’état frais et à l’état durci. En effet, en réduisant la 
valeur du rapport G/S, la surface spécifique granulaire augmente, et par conséquent leur 
demande en eau également. L’affaissement et la durée pratique d’utilisation (DPU) pourraient 
ainsi être plus faibles que ceux obtenus dans leurs études pour une formulation donnée. 
Cependant, avec un arrangement granulaire plus compact, nous devrions améliorer les 
résistances mécaniques, les propriétés de transfert et réduire les déformations liées au retrait 
de dessiccation. 
II.3.3.Bilan des formules bas pH 
Le processus de cobroyage a permis d’éliminer les problèmes d’amas et devrait 
améliorer la réactivité du liant selon [Bach, 2011]. Nous vérifierons ce point à travers la 
caractérisation des bétons bas pH à l’état frais et durci. De plus, suite à l’optimisation du 
squelette granulaire, le rapport G/S est abaissé de 1,2 à 1,1. Ces modifications pourraient 
contribuer à l’obtention de meilleures résistances mécaniques, ce qui sera également vérifié 
dans la suite de la thèse. Sur la base du retour d’expérience des études de [Codina, 2007] et de 
[Garcia, et Verdier, 2009] et des gâchées préliminaires réalisées, les formules de bétons bas 
pH déterminées suite aux ajustements sont présentées dans le Tableau II – 8, avec en rouge les 
paramètres modifiés. 
Tableau II – 8 : Composition des bétons bas pH étudiés avec les masses des constituants en kg pour 1 m3 de béton  
  TCV TL 
%SP 1,5 1,5 
Liant 375 380 
Ciment 140,6 76,0 
Fumée de silice 121,9 123,5 
Cendres volantes 112,5 - 
Laitier - 180,5 
Sable 845 855 
Gravillons 938 949 
Granulats - - 
Eau efficace Eeff 150 152 
Eeff/L 0,40 0,40 
G/S 1,10 1,10 




Les quantités des liants ont été ajustées afin d’atteindre une résistance mécanique 
élevée tout en limitant autant que possible le retrait total. Nous avons raisonné en eau efficace 
car c’est elle qui participe à l’hydratation du liant. Le rapport de l’eau efficace sur liant, Eeff/L, 
a été fixé à 0,4, et ce pour les deux liants pour mieux comparer l’évolution de leurs 
microstructures respectives. Bien que la réduction des amas conduise à une demande en eau 
plus faible, le pourcentage de superplastifiant a été augmenté jusqu’à la valeur maximale 
autorisée par l’Andra, soit un passage de 1,3 à 1,5% de la masse de liant, afin de garantir au 
mieux le maintien de l’affaissement et de compenser la baisse du rapport Eeff/L à la valeur de 
0,4 (par rapport aux études précédentes). 
On peut enfin remarquer que le volume occupé par l’ensemble des fines constitutives 
du liant et du sable est de 0,173 m
3
 pour TCV et 0,164 m
3
 pour TL, ce qui est légèrement au-
dessus de la valeur limite de 0,148 m
3
 du dosage optimal en fines préconisé par la méthode 
Baron-Ollivier [Baron et Ollivier, 1996]. Le risque lié à un excès de fines est une demande en 
eau trop importante et une mauvaise ouvrabilité. Il faudrait soit réduire la quantité de liant, 
soit augmenter le rapport G/S pour pallier à ces problèmes. Cependant, dans notre cas, ces 
deux problèmes ne se présentaient pas et nous conserverons donc cette quantité de fines. 
Conclusions 
L’étude retranscrite dans ce chapitre avait pour but de présenter les propriétés physico-
chimiques des matériaux utilisés dans les bétons bas pH et de définir deux formules de béton 
bas pH qui pourraient être utilisées comme référence Andra pour les études ultérieures. A 
partir des travaux réalisés sur les bétons bas pH depuis 2004 à l’Andra, un inventaire des 
paramètres ajustables peut être dressé. La liste de ces paramètres et des propriétés principales 
qu’ils conditionnent aux états frais et durci est la suivante : 
 la quantité de liant : la résistance mécanique, le retrait endogène  
 la quantité de superplastifiant : l’ouvrabilité, la durée pratique d’utilisation 
 le rapport Eeff/L : l’ouvrabilité, la résistance mécanique, le retrait 
 le squelette granulaire : la résistance mécanique 
 le préconditionnement du liant : la réactivité du liant et la demande en eau à l’état frais 
Dans l’optique d’améliorer et d’assurer une meilleure reproductibilité des 
performances mécaniques des bétons bas pH, les constituants du liant ont été cobroyés et 




l’arrangement granulaire a été optimisé. Ces modifications impactent fortement la demande 
en eau à l’état frais. Ainsi, pour garantir une bonne ouvrabilité dans le temps et obtenir un 
compromis entre résistance mécanique élevée et le retrait total limité, les quantités d’eau 
efficace, de liant, et de superplastifiant ont aussi été ajustées. 
Ce chapitre nous a donc permis de figer les deux formulations de béton bas pH dont 
l’étude est l’objet de cette thèse, et dont la particularité est de ne se différencier que par la 
seule composition de leur liant. Cela nous permettra de mieux comparer les bétons entre eux. 











CHAPITRE 3 : 
COMPORTEMENT A L’ETAT FRAIS 
  





Une des solutions envisagées par l’Andra pour la réalisation des massifs en béton bas 
pH serait de confectionner celui-ci en surface puis de l’acheminer via les galeries jusqu’au 
lieu de mise en place. Ces conditions imposent d’avoir une connaissance précise du 
comportement à l’état frais. L’objectif de ce chapitre est donc d’investiguer les propriétés à 
l’état frais des bétons bas pH afin de préconiser des recommandations pour leur mise en 
œuvre in situ. Le cahier des charges impose à ce propos un affaissement supérieur à 10 cm au 
bout de 2 heures pour permettre une bonne mise en œuvre.  
La caractérisation du comportement à l’état frais d’un béton se limite généralement 
aux propriétés à l’état frais à la sortie du malaxeur. Cependant, pour comprendre la 
phénoménologie de l’évolution de ces propriétés dans le temps, une étude plus approfondie 
est nécessaire. Nous proposons donc d’étudier les évolutions volumique et thermique au cours 
de l’hydratation. La caractérisation rhéologique du béton à l’état frais peut mettre en évidence 
les causes de pertes de maniabilité. Une approche de ce type peut être utilisée par l’ingénierie 
pour connaître le comportement du matériau dans les différentes phases de mise en œuvre, par 
exemple lors de la vidange d’une benne dans les banches. C’est pourquoi la rhéologie des 
bétons bas pH à l’état frais sera étudiée. Les mesures des caractéristiques rhéologiques de ces 
bétons serviront à fournir des données pour utiliser des lois empiriques [Roussel, 2006b] qui 
apporteront des informations sur la mise en œuvre in-situ la mieux adaptée à ces matériaux. 
Ce chapitre sera divisé en trois parties. Dans un premier temps, le programme 
expérimental sera détaillé avec une description des protocoles de caractérisation du 
comportement à l’état frais. Nous présenterons ensuite les résultats obtenus sur les propriétés 
à l‘état frais et leurs évolutions dans le temps. Une confrontation avec les résultats issus 
d’études antérieures sur les bétons bas pH [Codina, 2007 ; Garcia et Verdier, 2009] sera 
proposée afin d’analyser l’impact des modifications réalisées sur les formules de béton bas 
pH. Ces résultats seront aussi comparés avec ceux des bétons classiques à base de ciment 
CEM I et CEM V. Le volet exploratoire sur la rhéologie des bétons bas pH à l’état frais fera 
l’objet de la troisième partie. En fin de chapitre, à partir d’une synthèse des résultats, des 
recommandations de mise en œuvre seront proposées.  
 
 




III.1. Matériels et méthodes 
Un programme expérimental a été établi dans l’optique de pouvoir évaluer les 
propriétés à l’état frais. Le béton fait l’objet des caractérisations suivantes : la masse 
volumique, l’air occlus, l’affaissement. Les évolutions de l’affaissement, de l’échauffement et 
des déformations au jeune âge ont aussi été évaluées sur les premières heures de l’hydratation. 
Les méthodes de caractérisation des propriétés rhéologiques de ces matériaux sont détaillées 
dans cette partie. Pour simuler l’acheminement du béton sur site en laboratoire, deux modes 
de transport ont été considérés : statique et dynamique. Nous avons donc étudié l’impact des 
modes de transport sur les propriétés à l’état frais et rhéologiques. 
III.1.1. Gâchage des bétons  
Le béton est confectionné dans un malaxeur à train valseur de capacité 125 L. Pour les 
essais de caractérisation du comportement à l’état frais, plusieurs gâchées de 25 L ont été 
réalisées. Les constituants destinés au gâchage ont été conservés dans une salle maintenue à 
une température de 20°C±1°C au minimum 24 h à l’avance. Les granulats utilisés ne sont pas 
saturés en eau (teneur en eau comprise en 0,2 % et 1%) afin d’avoir une quantité d’eau de 
gâchage suffisante pour assurer une bonne fluidité initiale du mélange. Le protocole de 
gâchage pour l’ensemble des gâchées réalisées durant la thèse est le suivant : 
 Humidification préalable du malaxeur. 
 Introduction successive dans le malaxeur des graviers, de la moitié de la quantité du 
sable, du liant cobroyé et de l’autre moitié de sable. Cet ordre permet de limiter la 
perte de fines du liant au début du malaxage. 
 Malaxage anhydre pendant 1 minute et 30 secondes. 
 Introduction de la moitié de la quantité de l’eau d’ajout et malaxage pendant 1 minute. 
Cette phase est nécessaire pour saturer les granulats en eau et éviter que le 
superplastifiant introduit soit absorbé par le granulat. 
 Introduction de l’autre moitié de l’eau d’ajout mélangée avec le superplastifiant et 
malaxage pendant 5 minutes. La durée totale du malaxage est de 7 minutes et 30 
secondes pour assurer la fluidification du béton.  
 




III.1.2. Simulation des modes de transport 
Les propriétés rhéologiques et d’ouvrabilité ont été mesurées dans le temps, depuis la 
fin du malaxage et jusqu’à deux heures après celui-ci, en accord avec la Durée Pratique 
d’Utilisation (DPU) définie par l’Andra. Généralement, lorsque des mesures sont réalisées 
dans le temps, il est implicitement considéré que le matériau est au « repos ». Cependant, dans 
cette étude, nous avons souhaité reproduire les différents scénarii pour la mise en œuvre in 
situ des bétons bas pH. Deux modes de transport ont été considérés pour l’acheminement du 
béton : soit par les puits d’accès (ascenseurs), soit par des camions toupies. Chaque mode de 
transport implique un historique de cisaillement différent du béton avant sa mise en place 
dans les coffrages. Dans le premier cas avec l’utilisation de trémies, le béton serait au repos 
avec un transport dit statique, tandis que dans le cas des camions toupies, le béton serait en 
permanence cisaillé, ce qui correspond à un transport dynamique. L’évolution des propriétés à 
l’état frais et rhéologiques a été mesurée en fonction de ces deux configurations. Un protocole 
expérimental a alors été appliqué afin de reproduire les deux conditions de mise en œuvre 
(Figure III – 1). 
 
Figure III – 1 : Simulation des modes de transport du béton : en transport dynamique à gauche et statique à droite 
La simulation d’un transport par camion toupie est réalisée par l’intermédiaire d’une 
bétonnière comportant un variateur de fréquence. Pendant la période de repos, le malaxeur 
tourne avec une fréquence de 2 à 3 tours par minute et, juste avant l’essai, la vitesse de 
rotation est augmentée à 12 tours par minute comme c’est le cas avant le déchargement du 
béton d’un camion toupie. La simulation d’un transport par trémie consiste à laisser le béton 
au repos complet dans une brouette jusqu’à l’échéance de l’essai. Dans les deux cas, 
l’évaporation est limitée en recouvrant le béton d’un tissu humidifié ou d’une bâche (Figure 
III – 1). 
 
 




III.1.3. Caractérisation à l’état frais 
La mise en œuvre de ces bétons visqueux (en raison de la proportion importante de 
fumée de silice) devient de plus en plus difficile au fur et à mesure que leur ouvrabilité 
diminue, d’autant plus que la durée d’acheminement et de mise en œuvre du béton sur site 
peut prendre deux heures. Il est indispensable de connaître l’évolution des propriétés à l’état 
frais pour garantir la bonne mise en œuvre des bétons et également pour évaluer l’impact de 
modifications apportées sur les formulations de base (Eeff/L, G/S, cobroyage…). 
III.1.3.1. Essai au cône d’Abrams 
L’ouvrabilité du béton frais est caractérisée par la mesure de l’affaissement du béton 
sous l’effet de son propre poids au cône d’Abrams suivant la norme [NF EN 12350-2]. La 
valeur de l’affaissement obtenue permet de classer le béton parmi les cinq classes de 
consistance : S1-ferme (inférieur à 4 cm), S2-plastique (entre 5 et 9 cm), S3-très plastique 
(entre 10 et 15 cm), S4-fluide (entre 16 et 21 cm) et S5-très fluide (supérieur à 22 cm). L’essai 
consiste à introduire le béton frais dans un cône sans fond de 30 cm de haut, 20 cm de 
diamètre en partie inférieure et 10 cm en partie supérieure. Le cône est posé sur une plaque de 
support préalablement humidifiée. Le remplissage du cône se fait en trois couches d’égales 
hauteurs. Chaque couche est piquée 25 fois à l’aide d’une tige métallique. Après avoir arasé la 
partie supérieure, le cône est soulevé verticalement puis l’affaissement du béton est mesuré 
avec une règle fixée au support. Le point le plus haut du volume de béton affaissé est pris 
pour définir l’affaissement du béton. 
III.1.3.2. Teneur en air occlus 
La teneur en air occlus est mesurée avec un aéromètre de 8 L suivant la norme [NF EN 
12350-7, 2012]. Le principe de mesure repose sur la compressibilité seule de l’air contenu 
dans le béton à l’état frais. Le béton est introduit dans le dispositif en deux couches. Si 
l’affaissement est supérieur à 10 cm, ces couches sont normalement mises en place par 
piquage mais l’homogénéisation est assurée à la table vibrante. Le béton est ensuite au contact 
d’un volume d’air en surpression. La mise en communication entre les deux phases permet, 
par détente isotherme et grâce à la loi de Mariotte, de déterminer le pourcentage d’air occlus. 
Afin de s’assurer que la cuve de l’aéromètre est bien remplie, nous introduisons de l’eau après 
la fermeture du couvercle. La teneur en air occlus est ensuite évaluée à l’aide d’un manomètre 
situé sur le couvercle. 




III.1.3.3. Masse volumique apparente à l’état frais 
La masse volumique à l’état frais du béton est un bon outil pour contrôler la robustesse 
de la formulation en comparant celle mesurée expérimentalement avec la valeur théorique. 
Elle est déterminée après chaque coulage suivant les prescriptions de la norme [NF EN 
12350-6, 2012] avec la formule suivante : 
 𝝆 = 
𝒎𝟐− 𝒎𝟏
𝑽
 (III – 1) 
Où : 
- 𝝆 est la masse volumique apparente du béton frais en kg/m3 
- m1 est la masse du récipient vide en kg 
- m2 est la masse du récipient plein de béton frais en kg 
- V est le volume du récipient en m3 
III.1.3.4. Essai Langavant 
L’échauffement des matériaux bas pH est mesuré par calorimétrie semi-adiabatique 
appelée méthode Langavant. L’essai est réalisé selon la norme [NF EN 196-9, 2010]. Il 
consiste à introduire une boîte cylindrique contenant 1575 g de mortier fraichement préparé 
dans un calorimètre afin de mesurer l’évolution de la température au cours de l‘hydratation. 
Le dispositif expérimental et les matériaux utilisés sont placés dans une salle d’essais 
maintenue à 20°C±1°C. Une sonde thermique est placée dans la boîte calorifugée, où sont 
disposés les calorimètres, pour mesurer l’éventuelle variation de température ambiante et pour 
corriger le flux de chaleur lors des traitements de données. 
III.1.3.5. Retrait au jeune âge 
Le retrait au jeune âge est réalisé par pesée hydrostatique pour évaluer la variation 
volumique de l’échantillon. Le dispositif comprend une balance (±0,01g de précision) et un 
bain thermostaté. L’essai consiste à mesurer les déformations volumiques de retrait endogène 
dès le coulage du béton suivant le principe de pesée hydrostatique. Environ 750 ± 100g de 
béton frais sont coulés dans une membrane en nitrile sans latex suffisamment souple pour 
suivre les variations volumiques en comprimant au minimum le matériau. L’échantillon est 
vibré et la poche d’air située en haut de la membrane est en grande partie évacuée juste avant 
la fermeture de la membrane ; cette étape doit être réalisée avec soin car elle permet d’assurer 
une étanchéité et une imperméabilité de qualité. La membrane est ensuite placée dans un bac 




rempli d’huile de paraffine maintenue à une température de 20°C. Nous n’avons pas choisi 
d’y mettre de l’eau car celle-ci s’évaporait au cours de l’essai et elle pouvait s’infiltrer à 
travers la membrane. L’acquisition de la masse est effectuée toutes les 2 minutes. Le 
protocole expérimental est le même que celui qui a été utilisé dans le cadre du projet national 
CEOS.fr [Division Transfert LMDC, 2011]. 
La variation de volume du matériau est déduite de la relation de la poussée 
d’Archimède qui correspond au poids du liquide déplacé (huile de paraffine dans ce cas). Le 







 (III – 2) 
Où : 
- mhuile (t0) est la masse de l’éprouvette dans l’huile à l’instant t0 en g 
- mhuile (t1) est la masse de l’éprouvette dans l’huile à l’instant t1 en g 
- mair est la masse initiale de l’éprouvette dans l’air en g 
En faisant l’hypothèse que les déformations endogènes sont isotropes, le retrait 







 ×  
𝟏
𝟑
  (III – 3) 
III.1.4. Caractérisation de la rhéologie 
La rhéologie des bétons bas pH est un des aspects qui n’a jamais été traité dans les 
études antérieures. L’objectif ici est de mieux comprendre les phénomènes qui régissent l’état 
frais grâce à la mesure des grandeurs rhéologiques. La méthode de mesure, appliquée à tous 
les bétons, est décrite par [Mouret et Cyr, 2003 ; [Cyr et al., 2000]. Nous proposons de 
corréler les propriétés à l’état frais avec celles de la rhéologie. 
III.1.4.1. Protocoles expérimentaux 
Le dispositif d’essai utilisé pour la campagne expérimentale est le rhéomètre 
RHEOCAD 200 (CAD instrumentation) présenté en Figure III – 2.  





Figure III – 2: Dispositif de mesure des propriétés rhéologiques 
Les dimensions du bol cylindrique sont de 18 cm de diamètre pour 18 cm de hauteur. 
Le mobile est composé de 4 pales perpendiculaires et est soumis à un mouvement de rotation 
autour de son axe. Le bol est fixé à une table vibrante (fréquence de 50Hz) nécessaire pour 
assurer l’écoulement du matériau. Le béton est introduit en deux couches à chaque fois 
vibrées pendant 3 secondes afin d’assurer une bonne mise en place et de mieux remplir le 
volume du bol. Le rhéomètre RHEOCAD 200 utilisé dans le cadre des manipulations 
enregistre le couple exercé sur l’ailette et sa vitesse de rotation. Grâce à un ordinateur relié au 
rhéomètre, nous pouvons imposer une consigne de vitesse de rotation au mobile plongé et 
centré dans un bol rempli de béton. Il est ensuite possible d’enregistrer et de visualiser en 
temps réel l’évolution du couple résistant du mobile.  
III.1.4.2. Mesure des données expérimentales 
L’historique de la vitesse de cisaillement dépend de la mesure du couple enregistrée. 
Les paramètres rhéologiques que nous souhaitons mesurer sont le seuil statique s et le seuil 
dynamique d. Dans un premier temps, nous allons appliquer au cours de l’essai deux 
historiques de cisaillement différents afin d’évaluer les couples résistants (Cs et Cd) associés à 
ces seuils (s et d). Dans un second temps, nous aborderons l’approche utilisée pour 
déterminer les valeurs de ces seuils en fonction du couple enregistré. 
La Figure III – 3 présente l’historique de la vitesse de cisaillement en fonction du 
temps et l’enregistrement du couple résistant associé à cet historique est consigné en Figure 
III – 4. Les deux étapes de mesure correspondent aux deux grandeurs rhéologiques que nous 
souhaitons déterminer. 




          
Figure III – 3 : Historique des vitesses du mobile de cisaillement pour le béton TL (à 83 min) 
 
Figure III – 4 : : Enregistrement du couple en fonction du temps pour le béton TL (à 83 min) 
L’étape 1 réalisée juste après la mise en place dans le bol, consiste à mesure le couple 
du premier pic (Cs) avec l’application d’une vitesse de rotation de 1 tour par minute (tr/min). 
Lorsque nous avons relevé cette première valeur, nous procédons à l’étape 2 qui est un essai 
d’écoulement. Comme son nom l’indique, cet essai permet de déterminer le couple nécessaire 
pour faire s’écouler le béton. Durant l’essai, une vibration est appliquée (50Hz, 1g) pour 
simuler les conditions de mise en œuvre. Après une montée progressive jusqu’à 60 tr/min de 
la vitesse pour éviter d’endommager le matériel, nous pouvons considérer que notre matériau 
est déstructuré. Le couple résultant est mesuré sur différents paliers de vitesse. La durée des 
paliers dépend de la stabilisation de la valeur du couple, ce qui correspond à un écoulement en 
régime permanent. Pour déterminer le couple Cd associé au seuil de cisaillement dynamique 






























































cisaillement xx. Puis par extrapolation de la courbe à l’origine, nous pouvons déduire la 
valeur de Cd. Le modèle d’extrapolation dépend du comportement rhéologique du béton 
étudié (Cf. Synthèse bibliographique). 
Remarque : la présence de bruit peut être observée sur l’enregistrement notamment 
durant la phase de mesure en écoulement. Pour un palier de vitesse donné, les bruits de 
mesure peuvent être liés à une friction intergranulaire, ponctuelle et aléatoire, ce qui engendre 
un couple résistant plus important.  
III.1.4.3. Exploitation des données brutes 
Le comportement rhéologique des bétons bas pH est déterminé à partir des courbes 
d’écoulement ou rhéogrammes qui représentent la contrainte de cisaillement 𝝉 en fonction du 
gradient de vitesse ?̇? exercé. Les mesures réalisées donnent le couple en fonction de la vitesse 
de rotation. Pour obtenir ces courbes d’écoulement, il faut relier ces deux grandeurs mesurées 
aux valeurs de contrainte de cisaillement 𝝉 et du gradient de vitesse de cisaillement ?̇? (aussi 
appelé taux de cisaillement). La relation entre le couple exercé sur l’ailette et la contrainte de 
cisaillement  est basée sur le même principe de calcul que dans le cas d’un rhéomètre à 
cylindres coaxiaux. Le cylindre extérieur est assimilé à la paroi du bol tandis que le cylindre 
intérieur peut être assimilé à celui d’un cylindre de matériau mobilisé par le mobile à ailettes 
et de diamètre correspondant à celui du mobile. L’effet de la tige étant négligé, le moment 
mesuré est la somme du moment lié à la paroi latérale du cylindre mobilisé et de celui lié aux 
surfaces inférieure et supérieure des ailettes en raison des cisaillements induits aux extrémités 
(le mobile est immergé de manière centrée dans le bol). En se basant sur l’hypothèse d’une 
distribution uniforme des contraintes sur la face latérale et d’une distribution linéaire aux 





  (III – 4) 
Où : 
- 𝜏 est la contrainte de cisaillement (en Pa) 
- M est le couple résistant mesuré au rhéomètre (en N.m) 
- H est la hauteur du mobile à ailette (sans la tige) (en m) 
- R est le rayon du mobile à ailette (en m) 




Le calcul du gradient de vitesse de cisaillement est plus complexe car la grandeur 
dépend des propriétés rhéologiques du matériau. L’expression générale donnée par [Courraze 
et al., 1983] permet de relier le gradient de vitesse à la vitesse angulaire, dans un rhéomètre de 
type Couette à cylindres coaxiaux : 
 ?̇?(𝑟) = 𝑟 
𝑑𝜔
𝑑𝑟
  (III – 5) 
Où 𝑑𝜔 est la vitesse angulaire de déplacement entre deux couches situées à une 
distance radiale r du mobile et séparées d’une distance 𝑑𝑟 dans l’entrefer (espaces entre 
cylindres). 
L’acquisition des données expérimentales est insuffisante pour appliquer la relation 
(III – 5) car la loi de répartition de la vitesse angulaire 𝜔(r) n’est pas connue dans l’entrefer. 
Dans le cas d’un cisaillement induisant un écoulement dans la totalité de l’entrefer, état vérifié 
visuellement dans le contexte expérimental de la présente étude, [Estellé et al., 2008] 
proposent la relation suivante pour l’expression du gradient de vitesse : 


















  (III – 6) 
Où : 
- ?̇? est le gradient de vitesse de cisaillement en s-1 
- M est le couple résistant mesuré au rhéomètre en N.m 
- Ω est la vitesse de rotation du mobile en rad.s-1 
- Ri est le rayon du mobile à ailette en m 
- Re est le rayon du bol contenant le béton en m 
Pour pouvoir appliquer la relation (III – 6), il est nécessaire de connaitre l’expression 
∂Ω/∂M. Une équation inspirée des travaux de [Cyr, 1999] est proposée : 𝛺 = A x (M – B)C qui 
permet de relier l’évolution la vitesse de rotation du mobile Ω au couple résistant mesuré M. 
Les coefficients A, B et C sont ensuite déterminés en calant les points expérimentaux par la 
méthode des moindres carrés. Une fois calée, la dérivée de cette expression, ∂Ω/∂M, est 
utilisée pour déterminer le gradient de vitesse. Un exemple de rhéogramme est donné en 
Figure III – 5. 





Figure III – 5 : Exemple de rhéogramme du béton bas pH TL (à 83 min) 
Il existe plusieurs modèles dans la littérature (Cf. Chapitre 1) pour caractériser 
l’écoulement. L’ordonnée à l’origine d’une courbe qui passerait par ces points expérimentaux 
correspondrait au seuil d’écoulement ou seuil de cisaillement dynamique d. 
III.2. Evolution des propriétés des bétons à l’état frais 
Dans cette partie, nous exposerons les résultats obtenus lors de la caractérisation des 
propriétés des bétons bas pH à l’état frais. Les mesures sont réalisées à la sortie du malaxeur 
(instant initial). Nous présenterons ensuite les affaissements obtenus dans le temps qui 
permettront de déterminer la durée pratique d’utilisation (DPU) des bétons bas pH et de 
vérifier le critère Andra : affaissement de 10 cm au bout de 2 heures. Cette étude sur la DPU 
sera complétée d’une étude de l’impact des temps de mise en œuvre sur les résistances 
mécaniques. Nous présenterons également les évolutions thermiques et les déformations 
volumiques au très jeune âge. Ces résultats serviront aussi d’outil d’analyse pour mieux 
comprendre le comportement à l’état frais.  
III.2.1. Propriétés à l’état frais à l’instant initial 
Les valeurs d’affaissement au cône d’Abrams, de masse volumique apparente et de 
teneur en air occlus obtenues sur les bétons TCV et TL sont données dans le Tableau III – 1. 
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Tableau III – 1 : Propriétés à l’état frais des bétons bas pH comparées à celle du CEM I [Ladaoui, 2010] 
  CEM I  TCV TL 
Affaissement (en cm) 21,5 22 ± 1 23 ± 1 
M. vol. app. (kg.m
-3
) 2460 2365 ± 10 2375 ± 15 
Air Occlus (%) 1,9 2,2 ± 0,2 2 ± 0,4 
Pour obtenir une ouvrabilité plastique deux heures après le malaxage, il faut obtenir un 
béton initialement très fluide. En effet, comme il est difficile de contrôler la cinétique de perte 
d’affaissement, il est préférable de partir d’un affaissement très élevé pour une meilleure DPU 
[Neville, 2000]. Les masses volumiques apparentes à l’état frais des bétons bas pH sont plus 
faibles que celle d’un béton à base de CEM I car la masse volumique réelle des additions 
pouzzolaniques est inférieure de 10 à 30% à celle du ciment. Les masses volumiques 
apparentes mesurées sont proches de celles calculées (2320 kg.m
-3
 pour TCV et 2350 kg.m
-3
 
pour TL). Les valeurs de teneur d’air occlus obtenues sont proches de celles mesurées sur les 
bétons bas pH de [Codina, 2007 ; Garcia et Verdier, 2009] sur lesquels nous nous sommes 
appuyés pour la formulation de nos matériaux. Malgré le fort dosage en fumée de silice qui 
tend à augmenter la viscosité du mélange par rapport à des bétons plus traditionnels [De 
Larrard et Ferraris, 1998], la teneur en air occlus est similaire à celle du BHP Andra à base de 
CEM I. 
III.2.2. Durée pratique d’utilisation 
La durée pratique d’utilisation est un paramètre important à définir pour éviter les 
problèmes de mise en œuvre après l’acheminement du béton sur site. En fonction des 
différentes simulations de transport statique ou dynamique, les affaissements du béton à l’état 
frais ont été évalués dans le temps avec la méthode du cône d’Abrams pour les formules TCV 
et TL, et sont consignés sur la Figure III – 6. 





Figure III – 6 : Durée d’utilisation pratique du béton TCV et TL suivant différents modes de transport : dynamique 
et statique 
A la sortie du malaxeur (aucun impact du mode de transport), les affaissements 
initiaux mesurés sur les deux formules de bétons sont similaires. Les volumes de béton 
introduits dans la bétonnière étaient relativement faibles (1/4 de la capacité de la cuve), ce qui 
peut expliquer des cinétiques de pertes d’affaissement plus importantes que sur de gros 
volumes. Sur la base des essais menés, le faible cisaillement du matériau en mode dynamique 
ne permet pas d’améliorer de manière conséquente le maintien de l’affaissement. En effet, les 
résultats obtenus en condition statique et dynamique sont très similaires. 
L’objectif d’un affaissement supérieur à 10 cm à 2 heures est atteint pour TCV, quelque 
soit le mode de transport. En revanche, pour TL, cette condition n’est plus respectée après 70 
minutes : au-delà de ce temps, la chute d’affaissement de TL devient plus importante que celle 
de TCV. Initialement, les deux liants de même rapport Eeff/L, ont des affaissements similaires 
ce qui éliminerait l’hypothèse d’un problème de demande en eau des fines à très court terme. 
Ces écarts de perte d’affaissement pourraient être liés aux amas. Les amas formés lors du 
cobroyage (cf. la granulométrie laser présentée dans le Chapitre 2) auraient un agencement de 
particules différent qui dépendrait de la finesse des constituants. Ainsi les amas formés dans le 
liant TL, dont les constituants ont une finesse plus importante que TCV, pourraient avoir une 
capacité plus importante à piéger l’eau de gâchage dans le temps. Dans l’étude de [Garcia et 
Verdier, 2009], une formule de béton TL similaire en termes de quantité de liants et granulats 
et avec moins de superplastifiant (1,3%), permettait d’avoir une ouvrabilité de 10 cm à 2 
heures. L’homogénéisation du liant a pu conduire à l’obtention d’un liant différent d’un point 






























Cependant, du fait de l’agencement des tâches dans le programme expérimental de 
thèse (nécessité de disposer d’échantillons rapidement du fait de la durée des essais), de la 
disponibilité des constituants, et sur la base des affaissements obtenus initialement (supérieurs 
à ceux des études précédentes), la formule TL n’a pas été modifiée. Le suivi de DPU ayant été 
étudié après la réalisation des éprouvettes de caractérisation, le constat d’un affaissement à 70 
minutes inférieur à 10 cm ne s’est fait qu’à postériori.  
Néanmoins, une augmentation du rapport E/L en prenant en compte le coefficient 
d’adsorption des fines permettrait d’obtenir une meilleure DPU. En raison des résistances en 
compression élevées (~ 90 MPa) à 180 jours largement supérieures à l’ordre de grandeur de 
70 MPa fixé par l’Andra, cette augmentation de rapport E/L ne serait pas faite au détriment du 
critère mécanique du cahier des charges Andra et permettrait d’améliorer le maintien 
d’affaissement dans le temps sans impacter les autres critères du cahier des charges.  
D’autres paramètres influençant la DPU ont été relevés au cours des manipulations. Le 
volume semble avoir un effet sur l’ouvrabilité. Un premier coulage à l’échelle industrielle (2 
m
3) réalisé à Bure, a montré qu’avec des formules similaires, les bétons TCV et TL avait une 
ouvrabilité satisfaisante, même à 2 heures. Les teneurs en eau du sable et des gravillons 
affectent aussi les propriétés à l’état frais. En effet, malgré une formule établie en Eeff/L, une 
saturation trop importante en eau des gravillons/sables conduit à une diminution de l’eau 
d’apport nécessaire à la fluidification initiale du mélange. Or comme le liant a une finesse 
importante, cette fluidification est indispensable pour garantir à une ouvrabilité convenable. 
Des essais complémentaires d’affaissement ont été réalisés avec des granulats ayant une 
teneur en eau de 4,5%. Nous observons une perte d’affaissement d’environ 2~3 cm à l’instant 
initial (19~20 cm au lieu de 21 ~22 cm) et la chute de l’affaissement dans le temps est aussi 
plus rapide. Sur la base de ces résultats, il est recommandé d’avoir une teneur en eau du sable 
et des granulats proche de la valeur de leur coefficient d’absorption pour limiter la quantité 
d’eau de gâchage qu’ils absorberaient. De plus, nous préconisons d’avoir une température de 
coulage autour de 20°C pour un bon maintien de DPU dans le temps. En effet, une élévation 
de température conduit rapidement à une thermo-activation de l’hydratation (cf. Chapitre 4) et 
donc une prise plus rapide du béton. 
III.2.2.1. Impact du temps de mise en œuvre sur les propriétés à l’état durci 
Les temps de mise en œuvre seront variables sur site. Il est donc nécessaire de vérifier 
que les bétons bas pH conservent leurs propriétés en fonction de ce facteur. En laboratoire, le 




béton est généralement mis en œuvre à la fin du malaxage, ce qui n’est pas le cas in situ, si 
l’on considère les délais d’acheminement du béton depuis la surface. Le critère de vérification 
de l’effet des délais de mise en œuvre sur le comportement à l’état durci sera la résistance en 
compression à 28 jours du matériau (Figure III – 7). Le béton a été récupéré à la fin de l’essai 
de rhéologie. Le choix des âges du béton lors de la mise en œuvre a donc été fait en fonction 
des échéances de mesure des propriétés rhéologiques. 
 
Figure III – 7 : Résistances en compression à 28 jours en fonction du délai de mise en place après malaxage pour 
les deux modes de transport et les deux bétons bas pH 
Pour les deux bétons testés, la chute de résistance est faible, voire négligeable pour TL. 
La vibration appliquée pour la mise en place dans les moules était suffisante pour assurer un 
écoulement correct du béton. En revanche, les écarts types sur les résistances à certaines 
échéances de mise en œuvre sont assez importants. Il ne semble pas y avoir de corrélation 
entre l’amplitude de l’écart type et l’âge du béton. Ces écarts proviendraient d’une 
hétérogénéité de la mise en œuvre. Les mélanges étant très visqueux, une durée de vibration 
plus importante que pour les bétons classiques pourrait être une des solutions à préconiser 
pour éviter cette dispersion. 
III.2.3. Echauffement au cours de l’hydratation 
Le cahier des charges Andra préconise, à partir d’un essai Langavant sur mortier 
normalisé, un échauffement inférieur à 20°C durant la prise pour limiter les risques de 
microfissuration lors du coulage des massifs volumineux. L’élévation de la température au 
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l’intermédiaire d’essais Langavant et a été comparée à celle d’un mortier témoin avec 100% 
de CEM I (Figure III – 8). 
  
Figure III – 8 : Echauffement des mortiers des liants bas pH sans superplastifiant comparé à un CEM I (a) et 
comparaison des échauffements avec et sans superplastifiant (b) 
Les mortiers bas pH se caractérisent par une élévation de température presque 3 fois 
plus faible que celle d’un CEM I 52,5. Le cahier des charges qui préconise un échauffement 
inférieur à 20°C en condition semi-adiabatique est largement respecté. L’échauffement des 
mortiers est fortement lié à la teneur en clinker du liant. Le liant TCV, avec une teneur en 
clinker de 37,5%, a un pic de température d’amplitude plus importante et qui est atteint plus 
rapidement que celui de TL. La tendance d’évolution des deux mortiers est similaire à celle 
observée dans les études de [Codina, 2007 ; Garcia et Verdier, 2009].  
Nous verrons dans le chapitre suivant qu’il est possible de prédire la chaleur 
d’hydratation et les hydrates formés (portlandite) par ces liants au cours de l’hydratation à 
partir de l’exploitation des courbes de chaleur (essai Langavant) sur des liants binaires avec le 
modèle d’hydratation multiphasique présentée dans le chapitre I [Buffo-Lacarrière, 2006 ; 
Kolani, 2011]. 
III.2.4. Retrait au jeune âge 
Les déformations différées du béton et notamment le retrait est un des facteurs 
pouvant entraîner la fissuration du matériau. Le retrait est généralement évaluée sur des 
matériaux durcis, 24 heures après le coulage. Nous proposons ici de mesurer les déformations 
durant les 24 premières heures après le coulage, notamment dans la phase où le matériau est 
































mécanique, ces mesures pourront servir ultérieurement pour valider la modélisation du retrait 
endogène [Lassabatère, 1994 ; Souyris, 2012]. 
Les variations linéiques ont été calculées pour les deux formules de bétons (Figure III 
– 9) à partir des déformations volumiques mesurées sur 3 échantillons et en considérant ces 
déformations isotropes. Les mesures expérimentales sont influencées par des phénomènes 
parasites [Garcia Boivin, 1999 ; Mitani, 2003 ; Baroghel-Bouny et al., 2006 ; Bouasker et al., 
2007 ], ce qui rend les résultats des déformations difficiles à exploiter. Le début de la mesure 
commence 1 heure après le coulage et correspond au point d’origine sur la Figure III – 10. 
Les mesures acquises durant la première demi-heure sont moins fiables en raison de la mise 
en place de l’essai (stabilisation de la mesure, absorption de la paraffine par la membrane…). 
La mesure est aussi bruitée à cause de la précision de la balance et/ou des changements de 
température dans le bac d’huile de paraffine (variation ± 0,3°C).  
  
Figure III – 9 : Retrait au jeune âge des bétons bas pH TCV (a) et TL (b) 
Le retrait moyen obtenu pour TCV est d’environ 1100 µm/m et celui de TL de 800 
µm/m à 24 heures. [Codina ; 2007] retrouve des valeurs du même ordre de grandeur avec un 
autre dispositif de mesure du retrait linéique au jeune âge (méthode de [Bonnet, 2004]). Sur 
les premières heures, l’amplitude du retrait du liant TL est plus faible en raison de la plus 
faible proportion de ciment dans le liant (20 % contre 37,5% dans TCV). La cinétique 
d’évolution devient plus importante autour de 20 heures, ce qui pourrait être lié à une 
activation du laitier. Au-delà de 100 heures, on constate que les amplitudes sont proches 
(écart de l’ordre de 100 µm/m au lieu de 300 µm/m à 24 heures) et que les cinétiques, 
atténuées, sont équivalentes pour les deux matériaux. Nous retrouvons des ordres de 



































































Par ailleurs, l’évolution des résultats obtenus avec ce dispositif de mesure après 24 
heures est différente de celle obtenue par la mesure du retrait linéique sur matériau durci. Le 
retrait obtenu par pesée hydrostatique est d’un facteur de 2 à 4 fois supérieur. [Charron, 2003] 
explique ces différences par les propres limites du dispositif de mesure de la pesée 
hydrostatique (fluage de la membrane …) qui conduisent à une surestimation des 
déformations. 
III.3. Propriétés rhéologiques des bétons bas pH 
Les essais classiques de caractérisation à l’état frais que nous venons d’exploiter 
restent pratiques puisque, étant réalisables sur chantier, ils permettent ainsi de s’assurer que le 
béton est bien semblable à celui caractérisé en laboratoire. Cependant, ils ne sont pas 
satisfaisants pour une étude plus fondamentale du comportement du matériau à l’état frais, car 
ils ne permettent pas de déterminer les grandeurs rhéologiques caractéristiques. Une étude 
exploratoire de la rhéologie à l’état frais des bétons bas pH a été menée pour apporter une 
caractérisation complémentaire et affinée de ces matériaux.  
III.3.1. Evolution des propriétés rhéologiques dans le temps 
Les essais réalisés permettent d’obtenir le couple résistant en fonction de la vitesse de 
rotation du mobile. Les grandeurs rhéologiques auxquelles nous nous intéressons, le seuil de 
cisaillement statique s, le seuil de cisaillement dynamique d, la viscosité apparente µ, sont 
déterminées par le calcul. Ces trois grandeurs nous permettront d’acquérir une première base 
de données sur les propriétés rhéologiques des bétons bas pH.  
Le seuil de cisaillement statique s est une grandeur qui apporte des informations sur 
l’état de structure du béton. Le seuil de cisaillement dynamique d rend compte de la 
contrainte nécessaire à appliquer pour faire s’écouler le béton pour la mise en œuvre. Enfin, la 
viscosité apparente µ est une grandeur importante pour l’étude de la mise en œuvre des bétons 
que ce soit par vibration ou pompage. L’évolution de ces paramètres rhéologiques est aussi 
étudiée en fonction des modes de transport envisagés. Un tableau récapitulatif des données 
mesurées est présenté en Annexe 5. L’exploitation et l’analyse des essais rhéologiques seront 
détaillées dans les sections suivantes. 
 




III.3.1.1. Le seuil de cisaillement statique 
Le seuil de cisaillement s est la contrainte au-delà de laquelle le matériau initialement 
au repos s’écoule. Le seuil statique ou au repos est mesuré quand le matériau est structuré et 
constitue donc un indicateur de l’état de structure du fluide testé. Plus cette structure est 
« rigide » et plus le seuil de cisaillement sera important. Par la mesure de l’évolution de cette 
valeur dans le temps, il est possible de connaitre la cinétique de structuration du matériau. 
Cette évolution du seuil de cisaillement statique s est présentée en Figure III – 10 pour les 
deux formules de béton bas pH et pour les différents modes de transport simulés en fonction 
du temps.  
 
Figure III – 10 : Evolution du seuil de cisaillement statique dans le temps 
L’origine du temps correspond ici à la fin du gâchage du béton. Un des problèmes 
inhérents à ce protocole de mesure est qu’avant chaque échéance de mesure, le matériau peut 
être partiellement déstructuré pendant le temps d’attente en condition dynamique 
(cisaillement dans la bétonnière) et au moment de le mettre en place dans le bol pour l’essai 
en condition statique/dynamique. En revanche, comme les conditions expérimentales sont les 
mêmes, il est possible de faire une étude comparative entre les deux formules et entre les deux 
modes de transport. Pour déterminer plus rigoureusement un seuil qui soit intrinsèque au 
matériau, il faudrait travailler en fonction du temps de repos. C’est ce qui sera présenté dans 
la partie thixotropie des bas bétons pH. 
Le seuil de cisaillement augmente en fonction du temps à cause de la structuration du 
matériau et de l’avancement de l’hydratation. L’influence de l’historique de transport du 








































du seuil de cisaillement pour les deux formules testées. Au-delà de ce temps, les différences 
sont plus marquées avec une augmentation du seuil pour le liant TL. Ce résultat confirme les 
résultats d’essais obtenus au cône d’Abrams, nous pouvons donc déduire qu’il y a une forte 
corrélation entre ces deux grandeurs, comme cela a également été montré de manière 
théorique et expérimentale dans les travaux de [Hu, 1995 ; Pashias et al., 1996]. La Figure III 
– 11 présente l’évolution de l’affaissement au cône d’Abrams en fonction du seuil de 
cisaillement. Les points expérimentaux obtenus sur les bétons bas pH ont été comparés aux 
résultats de la littérature sur des bétons ordinaires à base de CEM I sans superplastifiant (BO), 
à hautes performances à base de CEM I avec superplastifiant (BHP), et avec une teneur en 
fumée de silice à 30 % de la masse de liant et du superplastifiant (BFS). 
 
Figure III – 11 : Relation entre contrainte de cisaillement et l’affaissement 
Cette confrontation est proposée à titre informatif. En effet, il est difficile de faire une 
comparaison, sachant que les conditions expérimentales (échéance de la mesure et historique 
de cisaillement des bétons) peuvent être différentes. L’évolution du seuil de cisaillement en 
fonction de l’affaissement montre une tendance d’évolution pour les différentes « familles » 
de bétons présentées sur la Figure III – 11. Pour un même affaissement, on peut observer une 
variation importante du seuil. A titre d’exemple, les bétons ordinaires et les bétons à hautes 
performances ont, pour un affaissement de 20 cm, un seuil de cisaillement presque deux fois 
plus faible que celui des bétons bas pH. Nous remarquons que le béton à base de fumée de 
silice issu de la même étude se retrouve proche de la courbe de tendance des bétons bas pH. 
Nous pouvons donc supposer que l’ajout de fumée de silice induit un état de structuration plus 







































CEM I + FS*
TL
TCV
*[De Larrard et Ferraris, 1998]




III.3.1.2. Le seuil de cisaillement dynamique 
Le seuil de cisaillement dynamique ou seuil d’écoulement, déterminé à partir des 
rhéogrammes, correspond à la valeur de la contrainte à gradient de vitesse nul. Il pourrait 
correspondre à un état de résiduel de la structure du matériau après écoulement. Concernant la 
mesure de l’écoulement, il s’agit de partir d’un état déstructuré par l’application d’un gradient 
de vitesse maximal puis la contrainte est mesurée pour des pas de vitesse plus faibles (Figure 
III – 4). La courbe d’évolution de la contrainte en fonction du gradient de vitesse est ensuite 
calée sur une équation de rhéologie et le seuil dynamique est déduit par une extrapolation de 
la courbe à l’origine. Généralement, les équations utilisées pour caler la courbe sont linéaires 
(modèle de Bingham) ou non-linéaires (modèle de Herschel-Bulkley). Il existe aussi d’autres 
équations dans la littérature (cf. Chapitre 1). 
[Tattersall, 1991], un des pionniers de la rhéologie des bétons, propose de décrire le 
comportement du béton à l’état frais au moyen du modèle de Bingham sous une forme : 
 𝜏 = 𝜏𝑑 + µ𝑝 ?̇?  (III – 6) 
Où : 
- 𝜏  est la contrainte de cisaillement appliquée au matériau en Pa 
- 𝜏𝑑  est le seuil de cisaillement dynamique en Pa 
- µ𝑝 est la viscosité plastique en Pa.s 
- ?̇? est la vitesse de cisaillement, aussi appelé gradient de vitesse en s-1 
Les paramètres µ et 𝜏𝑑  caractérisent les propriétés d’écoulement du béton et sont 
obtenus par calage des points expérimentaux sur l’équation avec la méthode des moindres 
carrés. L’approche linéaire est souvent appliquée pour simplifier l’exploitation des résultats. 
Cependant, dans la majorité des cas, les rhéogrammes montrent une faible non linéarité. [De 
Larrard et Ferraris, 1998] observent également que pour des bétons adjuvantés, le modèle de 
Bingham n’est pas adapté. Ils montrent que cette non-linéarité ne provient pas d’un artéfact de 
mesure, mais bien des caractéristiques intrinsèques du béton. Il est donc nécessaire d’exploiter 
les essais avec un modèle non linéaire, d’exposant n différent de 1 (III – 7). En se basant sur 
une approche utilisée pour décrire la rhéologie des laves torrentielles qui présentent des 
similitudes avec les bétons en tant que matériaux granulaires [Coussot et Piau, 1995], nous 
avons exploité les résultats à l’aide du modèle de Herschel-Bulkley.  




 𝜏 =  𝜏𝑑 + µ ?̇?
𝑛 si {
𝑛 > 1 ∶ 𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑟𝑡𝑒𝑚𝑒𝑛𝑡 𝑟ℎé𝑜é𝑝𝑎𝑖𝑠𝑠𝑖𝑠𝑠𝑎𝑛𝑡
𝑛 = 1 ∶ 𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑟𝑡𝑒𝑚𝑒𝑛𝑡 𝑏𝑖𝑛𝑔ℎ𝑎𝑚𝑖𝑒𝑛          
𝑛 < 1 ∶ 𝑐𝑜𝑚𝑝𝑜𝑟𝑡𝑒𝑚𝑒𝑛𝑡 𝑟ℎé𝑜𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑖𝑓𝑖𝑎𝑛𝑡
 (III – 7) 
Où : 
- 𝜏  est la contrainte de cisaillement appliquée au matériau en Pa 
- 𝜏𝑑  est le seuil de cisaillement en Pa 
- µ est la viscosité apparente en Pa.s 
- ?̇? est le gradient de vitesse en s-1  
- 𝑛 est l’indice qui caractérise le comportement rhéologique  
Une illustration de l’évolution de la contrainte de cisaillement en fonction du gradient 
de vitesse obtenu à partir de l’essai réalisé sur la formule TL à 1 heure après le gâchage en 
condition dynamique est proposée en Figure III – 12, pour montrer les différences entre les 
deux approches. 
 
Figure III – 12 : Evolution du seuil de la contrainte de cisaillement 𝛕𝐝 en fonction du gradient de vitesse pour le 
béton TL (83 minutes, mode de transport dynamique) 
La valeur de l’indice n calée sur l’équation d’Herschel-Bulkley à partir des données 
expérimentales par la méthode des moindres carrés, permet de caractériser le comportement 
rhéologique des bétons. L’évolution de la valeur de ce paramètre est présentée en fonction du 
































Figure III – 13 : Evolution de n dans le temps 
En sortie du malaxeur, les deux mélanges ternaires ont un comportement proche de 
celui de Bingham, avec une valeur de n proche de 1. Cependant, dans le temps, les deux 
mélanges tendent vers un comportement de type rhéofluidifiant. Le terme rhéofluidifiant est 
utilisé pour se référer à la diminution de la viscosité apparente lors de l’augmentation de la 
vitesse de cisaillement. Les pâtes incorporant de la fumée de silice ont systématiquement un 
comportement de type rhéofluidifiant [Cyr, 1999]. Ce comportement n’est pas uniquement lié 
à la forme sphérique des particules, car des données dans la littérature montrent de nombreux 
exemples de poudres de grains sphériques ayant un comportement rhéoépaississant. Il serait 
plausible que ce comportement rhéofluidifiant soit lié à l’état des particules en suspension. 
Des agglomérats de fumée de silice pourraient se structurer dès la fin du malaxage en piégeant 
une quantité d’eau ; cette eau pourrait ensuite être libérée à plus fort cisaillement par rupture 
de la structure d’agglomérats (sans pour autant rompre chaque agglomérat) et contribuer à une 
lubrification et à un plus grand espacement inter-solides, et ainsi réduire la viscosité. La prise 
en compte de la non-linéarité dans le lissage des courbes permet d’obtenir une évaluation plus 
rigoureuse du seuil d’écoulement et de la viscosité apparente du matériau. 
Le seuil d’écoulement est déterminé pour une échéance donnée en prenant la valeur 
extrapolée de l’ordonnée à l’origine. Ce traitement est répété pour l’ensemble des échéances 

































Figure III – 14 : Evolution du seuil dynamique d dans le temps 
Les tendances d’évolution sont similaires à celles mesurées pour le seuil statique. Plus 
l’échéance de mesure est importante, plus le béton est structuré et plus sa structure résiduelle 
est importante. Le changement de cinétique sur TL se fait plus tardivement par rapport à ce 
qui a été observé sur le seuil statique. Ce constat est logique dans la mesure où le seuil 
dynamique est évalué sur des matériaux plus ou moins déstructurés, ce qui, en ce sens, est 
moins discriminant. Dans nos conditions expérimentales, pour un affaissement inférieur à 15 
cm, une bonne vibration au moment de la mise en œuvre sera suffisante pour regagner de la 
fluidité. Dans le cas de TCV, le seuil dynamique évolue peu même jusqu’à 80 minutes. En 
revanche, pour le mélange TL, lorsque l’affaissement devient plastique (< 10 cm), il faut 
imposer une contrainte presque deux fois supérieure pour le faire s’écouler. 
Comme pour le seuil statique, on constate une corrélation entre l’affaissement et le 
seuil dynamique (Figure III – 15). Lorsque l’affaissement diminue, le béton devient plus 











































Figure III – 15 : Relation entre contrainte de cisaillement d et l’affaissement 
Sur la base des mesures expérimentales, nous remarquons que la contrainte de 
cisaillement dynamique d des deux bétons bas pH évolue de manière similaire pour des 
affaissements supérieurs à 15 cm. Nous pourrons retenir que l’application d’une contrainte de 
3000 Pa dans nos conditions expérimentales est suffisante pour faire écouler les bétons dont 
l’affaissement est supérieur à 10 cm. En-deçà d’un affaissement de 10 cm, la contrainte de 
cisaillement à appliquer devient alors plus élevée.  
III.3.1.3. La viscosité apparente 
La viscosité apparente µ (Pa.s) d’un béton est un autre paramètre à connaître lors de la 
phase de mise en œuvre. Elle est définie comme le rapport entre la contrainte de cisaillement 
et le gradient de vitesse ?̇? : 
 µ =  
𝜏
?̇?
 (III – 8) 
Elle correspond sur une courbe d’écoulement 𝜏 −  𝛾, pour un point donné de la 
courbe, à la pente de la droite joignant l’origine au point considéré. Elle dépend du gradient 
de cisaillement en comportement non-Newtonien. 
Certains auteurs [Khayat et Yahia, 1998] montrent aussi une corrélation entre la 
viscosité apparente et le seuil statique 𝜏𝑠. La Figure III – 16 met en avant cette corrélation et 
montre l’impact du gradient de vitesse sur la viscosité apparente pour deux taux de 
cisaillement différents. Dans notre cas, il s’agirait plus d’une corrélation apparente dans 











































Figure III – 16 : Evolution de la viscosité apparente à faibles et forts taux de cisaillement en fonction du seuil 
statique 
Les bétons TCV et TL ont des évolutions similaires de viscosité apparente, qui sont de 
plus peu influencées par le mode de simulation du transport. Pour un fort gradient de vitesse, 
la viscosité apparente évolue peu en fonction du seuil statique, car les bétons sont dans un état 
presque complétement déstructuré. Les nuages de points étant peu dispersés, il y a une 
corrélation quasi linéaire entre la viscosité apparente et le seuil statique pour les deux 
gradients de vitesse étudiés. Selon [Yonezawa et al., 1992], l’utilisation croissante de fumée 
de silice densifiée entraîne une augmentation de la demande en eau, une baisse de la 
consistance des bétons et une viscosité apparente plus faible. Cette observation est confirmée 
dans la campagne expérimentale menée par [De Larrard et Ferraris, 1998]. En revanche, pour 
un faible gradient de vitesse, la rotation du mobile ne permet pas une déstructuration 
importante du béton et, par conséquent, plus le seuil statique est élevé (affaissement faible) et 
plus il est associé à une viscosité élevée, la relation étant relativement linéaire. 
III.3.2. Evaluation de la thixotropie des bétons bas pH 
On parle de phénomène de thixotropie dans le cas où, lorsqu’une contrainte de 
cisaillement est appliquée puis maintenue constante après un long temps de repos, la viscosité 
apparente du matériau diminue avec la durée de l’écoulement, ou bien si le matériau retrouve 
sa structure initiale après un long temps de repos [GFR, 1990]. La thixotropie peut avoir une 
influence non négligeable sur la mise en œuvre du béton et la pérennité de l’ouvrage 
Tous les essais présentés jusqu’à présent montraient l’évolution des propriétés 
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échéance de mesure, le béton était transvasé de la brouette ou de la bétonnière vers le bol pour 
effectuer l’essai, et sa structure était donc partiellement détruite durant ce processus. Pour 
pallier ce problème, le béton a été immédiatement introduit dans le bol à la sortie du malaxeur 
puis l’essai a été effectué après différents temps de repos. Ce protocole expérimental 
supplémentaire permet ainsi d’évaluer le caractère thixotrope du matériau. Le temps de repos 
au sens strict du terme étant décompté à partir du moment où le béton est mis en place, une 
gâchée de 10 L a donc dû être coulée pour chaque échéance testée. La plage de temps étudiée 
est inférieure à 30 minutes pour s’assurer d’être sur la période dormante du ciment et donc de 
ne pas coupler les phénomènes de structuration réversible liés à la thixotropie au phénomène 
irréversible d’hydratation [Legrand, 1971 ; Roussel, 2006]. Sachant que le temps entre la 
phase d’introduction de l’eau pendant le malaxage et celle d’introduction du béton dans le bol 
était d’environ 10 minutes, auquel il faut ajouter au temps de repos maximal étudié (16 min) 
nous pouvons considérer que nous nous affranchissons bien des phénomènes liés à 
l’hydratation. Le Tableau III – 2 présente les résultats des essais de thixotropie sur les bétons 
bas pH. 
Tableau III – 2 : Résultat des essais de thixotropie sur les bétons bas pH 
 
Sur la plage de temps étudiée, nous considérons que le comportement est de type 
Bingham. En effet, nous avons aussi vu que sur la Figure III – 13 qu’initialement (sur les 
trente premières minutes) le comportement rhéologique est proche de ce modèle (n=1) pour 
les deux bétons bas pH. Cette simplification nous permettra d’utiliser les modèles de 
[Roussel, 2006b] pour l’estimation des durées critiques de coulage. 
La Figure III – 17 montre l’évolution du seuil statique en fonction du temps de repos. 
Seuil td (Pa) µp (Pa.s)
0 789 104 31
300 1330 119 36
630 1341 151 33
910 1483 171 37
0 851 92 32
330 900 128 30
460 1341 155 30
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Figure III – 17 : Evolution du seuil de cisaillement en fonction du temps de repos 
Tant que la période dormante du ciment prédomine, il semble que la capacité de 
structuration de TL soit plus faible que celle de TCV. L’indicateur de la thixotropie du matériau 
est calculé à partir du coefficient directeur de la droite qui pourrait être associé à un 
coefficient de structuration noté Athix. Sur la base des mesures obtenues, nous avons fait une 
première approximation en considérant une évolution linéaire de la contrainte de cisaillement 
en fonction du temps de repos. Il faudrait néanmoins augmenter le nombre de points de 
mesure pour affiner la détermination du coefficient Athix. 
Tableau III – 3 : Classification des BAP en fonction de la vitesse de restructuration 
Athix (Pa.s
-1
) Type de BAP 
< 0,1 Non thixotrope 
Entre 0,1 et 0,5 Thixotrope 
> 0,5 Fortement thixotrope 
La valeur du coefficient de structuration obtenue pour les bétons bas pH est environ de 
0,8 Pa.s
-1
. A défaut de pouvoir comparer avec des bétons vibrés, si nous regardons la 
classification établie pour les BAP (Tableau III – 3) par [Roussel, 2006b], les bétons bas pH 
sont fortement thixotropes. Les paramètres influençant la thixotropie sont ceux liés à la 
composition du béton (nature et dosage des constituants), mais aussi les interactions 
particulaires qui sont elles-mêmes modifiées par la présence de superplastifiant. La taille des 
particules joue le plus grand rôle dans la thixotropie [Yammine, 2007] : la substitution du 
ciment par de la fumée de silice, addition de très faible dimension, conduit à une 
augmentation du coefficient Athix tandis que les cendres volantes, de dimensions plus 
importantes, le réduit. Cependant, il est complexe de contrôler la thixotropie en fonction de 
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Impact de la thixotropie sur la mise en œuvre 
De manière pratique, il est possible de prédire les pressions qui s’exerceraient sur les 
banches par l’intermédiaire du coefficient Athix [Ovarlez et al, 2006] ou, dans le cas où le 
massif de support serait coulé en plusieurs couches, de définir le temps critique au-delà 
duquel les deux couches de béton ne se mélangeront pas [Roussel, 2006b]. Pour mieux 
illustrer ce que traduit le coefficient Athix, prenons l’exemple d’un coulage en plusieurs 
couches d’un béton auto-plaçant faiblement thixotrope [Roussel, 2006b] et d’un béton bas 
pH :  
 ∆𝑡𝑐 = 
µ𝑝𝑉
𝐴𝑡ℎ𝑖𝑥ℎ
 x 10000 (III – 9) 
Où : 
-  ∆𝑡𝑐 est le temps critique en deux coulages en s  
- µp est la viscosité plastique du béton Pa.s 
- V est la vitesse d’écoulement du béton dans le mur en m/s 
- -h est la hauteur du mur m 
Pour le béton bas pH (TCV/TL), considérons la valeur moyenne de 35 Pa.s pour la 
viscosité plastique et la valeur Athix de 0,8 Pa.s
-1
.déterminée à partir de la Figure III – 17. Pour 
le béton auto-plaçant (BAP) de l’étude de [Roussel, 2006], la viscosité plastique est de 50 Pa.s 
et le coefficient Athix de 0,1. Pour une même vitesse de coulage et une même hauteur de mur 
pour les deux bétons, l’application de l’équation (III – 9) montre que le temps critique (sans 
application d’une vibration) des bétons bas pH est plus faible d’un facteur de 6,7 par rapport 
au BAP faiblement thixotrope. Comme les bétons bas pH seraient à priori mis en œuvre par 
vibration, nous nous affranchissons du risque d’une mauvaise reprise de bétonnage.  
Conclusions 
Le comportement de l’état frais a été investigué dans ce chapitre. Dans l’optique d’une 
mise en œuvre du béton avec un temps d’acheminement important, il est primordial 
d’identifier et d’estimer tous les paramètres qui peuvent jouer un rôle prépondérant sur le 
comportement à l’état frais, afin de proposer des préconisations.  
Les résultats des essais sur les propriétés à l’état frais en sortie de malaxeur permettent 
de mettre en avant la robustesse des deux formules de bétons établies, avec de faibles 




dispersions de leur valeur de masse volumique, d’air occlus et d’affaissements. En ce qui 
concerne la durée pratique d’utilisation, le maintien d’un affaissement supérieur à 10 cm au 
bout de 2 heures est obtenu pour TCV. Pour la formule TL (10 cm à 1 heure), il serait 
nécessaire d’augmenter le rapport E/L pour garantir une bonne maniabilité. En raison des 
résistances importantes obtenues à long terme, les autres points du cahier des charges ne 
seraient pas affectés par cette modification, voire pourraient être améliorés. 
L’échauffement des mélanges TCV et TL au cours de l’hydratation reste inférieur à 
20°C en condition semi-adiabatique sur mortiers normalisés limitant ainsi les gradients 
thermiques et les risques de microfissuration. L’analyse de cet essai montre aussi que le 
cobroyage du liant améliore sa réactivité sans avoir de conséquences importantes sur 
l’amplitude de son exothermie au cours de l’hydratation. 
Les mesures de retrait au jeune âge par pesée hydrostatique confirment les résultats 
obtenus par [Codina, 2007] sur un dispositif différent. L’association de ces données avec les 
déformations du matériau à l’état durci permettra de connaître l’ensemble des déformations 
du matériau et aidera à sa modélisation. 
Le volet exploratoire sur la rhéologie des bétons bas pH permet d’établir une première 
base de données pour les bétons de référence Andra. Un lien a été fait entre les grandeurs 
rhéologiques et l’affaissement pour faciliter l’interprétation des résultats. A travers l’étude de 
l’évolution des propriétés rhéologiques dans le temps, nous avons pu mettre en évidence le 
caractère fortement thixotrope des bétons bas pH. Cette étude a aussi confirmé la faible 
influence du mode de transport sur le comportement à l’état frais. 
Les recommandations pour le coulage sont les suivantes : 
 Il est important de contrôler le conditionnement du liant et s’assurer de l’absence 
d’amas de fumée de silice qui pourrait absorber l’eau et nuire à la durée d’utilisation 
pratique ou aux résistances sur matériaux durcis. Pour cela il est préconisé 
d’homogénéiser le liant par cobroyage. 
 Une sursaturation en eau des granulats peut conduire à un manque d’eau nécessaire 
pour la fluidification des mélanges fortement dosés en fines. Une teneur proche du 
coefficient d’absorption est idéale. Il est également possible de travailler à granulats 
secs, à condition que le coefficient d’absorption de ces granulats reste relativement 
faible (< 2%).  




 La température de coulage est un des facteurs les plus importants intervenant dans le 
maintien de la durée pratique d’utilisation. Bien que nous n’ayons pas mené d’étude 
sur cet effet, une température supérieure à 25°C pourrait conduire à une activation de 
l’hydratation et donc à une perte significative de la maniabilité du matériau. La 
température recommandée est de 20°C. 
 La durée de malaxage après introduction de l’eau et le superplastifiant doit être d’au 
moins 5 minutes pour assurer une bonne fluidification du mélange. A la fin de la 
séquence de malaxage, un aspect luisant, l’absence de laitance et de ségrégation 
permettent de confirmer visuellement la bonne homogénéité des mélanges.  
 Le mode de transport a un faible impact sur l’évolution des propriétés à état frais. 
L’acheminement du béton par trémie via les puits d’accès ou via les descenderies ne 
serait pas plus préjudiciable qu’un acheminement particulier où le béton serait cisaillé 
en permanence. 
 Les bétons bas pH étant très visqueux, une attention particulière doit être apportée à la 
vibration du matériau lors de sa mise en place. Cette vibration est d’autant plus 
importante pour des coulages en plusieurs couches en raison de la forte thixotropie des 
bas pH. 
 Pour un bétonnage par coulage en plusieurs couches, la forte thixotropie des bétons 
bas pH impose d’appliquer une vibration pour limiter le risque d’une mauvaise reprise 
de bétonnage entre deux couches. 











CHAPITRE 4 : 
ETUDE DE L’HYDRATATION DES 
LIANTS BAS PH 
  





Dans les chapitres précédents, nous avons établi les formulations de deux bétons bas 
pH et nous avons caractérisé leur comportement à l’état frais. Avant d’étudier le 
comportement à l’état durci, nous allons aborder l’hydratation des bétons bas pH et leur 
microstructure. Le terme microstructure englobe les proportions de constituants amorphes ou 
cristallisés, la granulométrie des constituants ainsi que leurs agencements dans l’espace, leur 
distribution (hétérogénéité ou homogénéité) dans une région définie ou encore le degré de 
remplissage de l’espace (poreuse ou compacte) 
L’objectif de ce chapitre est de pouvoir être capable de prédire l’hydratation de ces 
liants et de faire le lien avec l’évolution des propriétés mécaniques. A terme, nous souhaitons 
disposer d’un outil composé de plusieurs modèles liés entre eux par les mêmes paramètres et 
qui pourrait à partir de la composition du liant ternaire, prédire l’hydratation puis le 
comportement mécanique pour connaître la réponse mécanique de l’ouvrage. Nous nous 
intéressons ici plus à la modélisation de l’hydratation des liants ternaires. 
Dans un premier temps, une caractérisation de la microstructure des deux formules 
TCV et TL est réalisée pour analyser l’impact des modifications de formulation (cobroyage, 
arrangement granulaire…) sur la microstructure par comparaison avec les résultats issus des 
études antérieures. Dans un second temps, nous utiliserons les résultats expérimentaux afin de 
modéliser l’évolution de l’hydratation de ces liants. La présence de plusieurs additions 
pouzzolaniques en grande quantité, de nature et de finesse différentes, a un impact significatif 
sur l’hydratation des liants composés. 
Ce chapitre est divisé en trois parties. La première partie présente les outils de 
caractérisation utilisés au cours de l’étude. La seconde partie présente les résultats de 
l’évolution physico-chimique des liants au cours de l’hydratation avec les études du solide et 
de la solution interstitielle. Les améliorations apportées au modèle d’hydratation 
multiphasique présenté dans la bibliographie ainsi que la validation du modèle font l’objet de 
la troisième partie.  
IV.1. Matériels et méthodes 
Le choix du type d’échantillon pour la caractérisation est important pour avoir une 
bonne représentativité du matériau bas pH. Dans la mesure où les granulats ne sont pas 




réactifs, l’évolution chimique du béton est pilotée par celle de la pâte. Une caractérisation sur 
pâte permet en outre d’obtenir davantage d’informations car celle-ci n’est pas perturbée par la 
présence des granulats. En revanche, la réactivité de la pâte dans les bétons peut être 
différente de celle de la pâte seule en raison d’un meilleur cisaillement des amas de fumée de 
silice par les granulats [Codina, 2007]. Nous avons donc choisi d’étudier et de comparer la 
microstructure des matériaux bas pH à différentes échelles : pâtes, mortiers et bétons. 
IV.1.1. Programme expérimental 
La campagne expérimentale mise au point pour la caractérisation de la microstructure 
est synthétisée dans le Tableau IV – 1. Le protocole expérimental propre à chaque essai est 
détaillé dans les sous-parties. 
Tableau IV – 1 : Programme expérimental pour la caractérisation de la microstructure 
  
IV.1.2. Diffractométrie de rayons X 
La diffractométrie de rayons X (DRX) est une méthode d’analyse qui permet une 
caractérisation des phases cristallisées du matériau. Les échantillons TCV et TL ont subi une 
cure à une humidité relative de 98 ± 2 % et une température de 20°C. Pour caractériser 
correctement le matériau à une échéance donnée, les échantillons subissent une cryo-
sublimation de l’eau (ou lyophilisation) de manière à arrêter l’hydratation. Ils sont ensuite 
broyés à 80 µm au mortier d’agate avant d’être analysés à la DRX. Pour les échantillons de 
béton, une attention particulière est apportée pour le prélèvement de la pâte en évitant au 
maximum les granulats pour obtenir une plus grande précision de mesure. Les caractéristiques 
microstructurales accessibles avec cette méthode d’analyse sont les suivantes :  
- Identification des phases minérales. 
- Identification et évaluation semi-quantitative de certains composés hydratés ou 
anhydres du liant (Ca(OH)2, C3S, quartz…) 
Essais Échantillons Échéances Résultats Objectifs
Diffractométrie de rayons X 
(DRX)
Béton / Pâte
12h, 1j ,5j  7j  et 
28j
Phases cristallines Identification des hydrates cristallisés formés
Microscopie électronique à 
balayage (MEB) / Microsonde
Béton / Pâte 28, 90 et 360j
Quantification des éléments 
chimiques dans la matrice
Analyse de l'évolution du cortège minéralogiques et 
comparaison des systèmes béton/pâte
Extraction de la solution 
interstitielle
Béton / Pâte
7, 28, 90, 240, 
600 et 750 j
Mesure du pH Vérification du critère Andra (pH<11)
Chaleur d'hydratation
Mortier (Langavant)      
Pâte (isotherme)
0 à 60 h Température (Langavant)





12h, 1j ,5j  7j  et 
28j
Perte de masse en 
température
Evaluation de la quantité de portlandite et d'eau liée




IV.1.3. Microscopie électronique à balayage et microsonde 
Le microscope électronique à balayage (MEB) permet une microanalyse qualitative 
des phases observées. Ce type d’analyse est réalisé sur des échantillons de bétons et de pâtes 
bas pH de sections préalablement polies. De plus, il est possible de coupler l’analyse d’image 
qualitative à la technique des électrons rétrodiffusés (EDS) pour étudier la pâte et pour 
quantifier des anhydres résiduels. Les échantillons TCV et TL ont été lyophilisés pour arrêter 
l’hydratation, puis mis dans un dessiccateur sous vide afin d’éviter les risques de pollution 
et/ou de transformation (CO2 atmosphérique, …). Les sections polies sont revêtues d’un film 
conducteur. Il s’agit le plus souvent d’un dépôt de carbone, car il est moins absorbant pour le 
rayonnement X, et permet de s’affranchir de certaines interférences (Soufre S par exemple) 
lors de l’analyse par spectrométrie à dispersion d’énergie. 
Les échantillons de pâtes et de bétons bas pH ont été analysés avec un grossissement 
de 400. Ce grossissement permet d’avoir une fenêtre représentative des phases présentes 
(anhydres, hydrates) et de pouvoir distinguer les zones de pâte de celles des granulats. Dans 
un premier temps, une cartographie de la répartition des éléments majeurs est réalisée pour 
avoir une idée de la morphologie des grains (anhydres ou hydrates), et également d’observer 
l’éventuelle influence du cobroyage. Dans un second temps, nous avons effectué cinq à dix 
analyses chimiques linéiques (100 points par ligne espacés de 4 µm) sur la pâte, en évitant les 
granulats pour les échantillons de bétons. Comme le volume d’analyse est de 2-3 µm3, la 
quantification des éléments se fait généralement sur un mélange de phases plus que sur des 
éléments particuliers d’une phase. 
La microsonde permet aussi une analyse élémentaire de l’échantillon de pâte. La 
surface est bombardée par des électrons, et le spectre des rayons X émis par l’échantillon sous 
cette sollicitation est analysé pour la quantification des éléments. L’utilisation de ce dispositif 
présente un double avantage ; il permet d’évaluer le degré de remplissage dans le volume 
analysé et donc de déduire si ce volume correspond à un anhydre (peu poreux) ou un hydrate. 
Le volume analysé est aussi plus fin (environ 1 µm
3
). Ensuite, il est aussi possible de faire une 
analyse complète automatisée sur tout l’échantillon de pâte, et donc le choix de la ligne à 
analyser n’est plus biaisé par l’opérateur comme au MEB. Les résultats des deux dispositifs 
sont comparés dans la suite du chapitre. 
 




IV.1.4. Extraction de la solution interstitielle 
L’extraction de la solution interstitielle est un moyen de vérifier que le critère 
principal du cahier des charges de l’Andra, à savoir un pH inférieur ou égal à 11, est respecté. 
L’évolution du pH de la solution interstitielle a été suivie dans le temps. Cette grandeur peut 
aussi être exploitée pour évaluer la réactivité du liant. Plus celui-ci est réactif et plus le pH de 
la solution interstitielle sera faible en raison de la consommation de la portlandite par les 
additions pouzzolaniques [Atkinson, 1985]. L’impact du cobroyage préalable du liant pourra 
être évalué par comparaison avec les résultats des études précédentes. Les extractions ont été 
réalisées sur des échantillons de bétons (TCV et TL) conservés dans une salle avec une 
humidité relative de 98 ± 2 % et une température de 20°C. La veille de l’essai, trois tranches 
de bétons de 3 cm de haut et 5,6 cm de rayon ont été sciées sur trois différentes éprouvettes de 
béton Φ11x 22 cm conservées dans cette salle. Ces tranches sont ensuite concassées en petits 
morceaux puis introduites dans le dispositif d’essai. L’extraction de la solution interstitielle se 
fait à l’aide d’une presse par l’enfoncement d’un piston dans une cellule. La force maximale 
appliquée ne dépasse pas 3000 kN. 
IV.1.5. La chaleur d’hydratation 
La chaleur d’hydratation est un indicateur de l’avancement des réactions l’hydratation. 
Le dégagement de chaleur est souvent utilisé comme outil pour déterminer le degré 
d’hydratation du mélange. Dans notre étude, l’exploitation de ces données est indispensable 
pour la modélisation de l’hydratation. 
IV.1.5.1. Essai en condition semi-adiabatique 
La chaleur d’hydratation peut être déterminée par calorimétrie semi-adiabatique 
appelée méthode Langavant. L’essai est réalisé selon la norme [NF EN 196-9, 2012]. Il 
consiste à introduire une boîte cylindrique contenant 1575 g de mortier fraichement préparé 
dans un calorimètre afin de mesurer l’évolution de la température au cours de l‘hydratation. 
Le dispositif expérimental et le matériau sont entreposés dans une salle d’essais maintenue à 
20°C. Une sonde est placée dans la boîte calorifugée où sont disposés les calorimètres pour 
pouvoir corriger d’éventuelles variations de température ambiante. La chaleur d’hydratation 
est déduite d’un calcul prenant en compte la chaleur accumulée dans le calorimètre et la 
chaleur dissipée vers le milieu ambiant. Ces pertes sont déterminées grâce à un étalonnage 




préalable du calorimètre. Le calcul des pertes n’est considéré comme acceptable que si elles 
ont une valeur faible par rapport à la quantité de chaleur dégagée.  
IV.1.5.2. Essai en condition isotherme 
Le flux de chaleur (chaleur d’hydratation) est directement mesuré par calorimétrie 
isotherme (TAM AIR). Pour l’essai, 5g de pâte à l’état frais sont insérés dans une ampoule de 
verre qui est ensuite placée dans l’enceinte de calorimétrie. Le flux de chaleur est mesuré à 
intervalle de 5 minutes. Le maintien de la température à 20°C ± 0,02 °C est assuré par 
circulation d’air. La stabilité du thermostat permet le suivi des différentes étapes de 
l’hydratation avec des pertes de chaleur négligeables à long terme. L’autre avantage est que 
l’effet de thermoactivation du liant au cours de l’essai est limité, facilitant ainsi l’exploitation 
de données. 
IV.1.6. Analyse thermogravimétrique  
L’analyse thermogravimétrique (ATG) permet d’apporter des informations 
complémentaires à la DRX. Elle fournit des données sur les espèces amorphes et permet, 
entre autres, de faire une analyse quantitative des teneurs en portlandite, en eau liée et en 
carbonate de calcium. Le dispositif est constitué d’un four et d’un système d’acquisition de 
données. La mesure consiste à enregistrer en continu les variations de masse d’un échantillon 
soumis à une montée en température, de l’ambiante jusqu’à 850°C. Avant l’essai, les 
échantillons TCV et TL ont été conservés en cure avec une humidité relative de 98 ± 2 % et une 
température de 20°C. L’échantillon est lyophilisé, et donc dépourvu d’eau libre, broyé à 80 
µm et une masse d’environ 1g est placée dans un creuset cylindrique en acier réfractaire. La 
courbe de perte de masse (ATG) et sa dérivée (DTG) permettent la quantification d’hydrates à 
partir des pertes de masse à un instant donné. La courbe de DTG présente des pics nets à 
chaque inflexion de la courbe d’ATG permettant d’identifier les différentes décompositions 
des hydrates et les plages de température associées (Annexe 6). 
 De 20 à 450 °C : cette première phase correspond au départ de l’eau libre et de 
l’eau chimiquement liée à la majorité des types d’hydrates. Les températures de 
décomposition étant très variables d’un hydrate à un autre, ce pic est la résultante du 
chevauchement de plusieurs pics de départ d’eau des différents hydrates (C-S-H, 
ettringite,…).  




 De 450 à 550 °C : cette plage de température correspond au processus de 
déshydratation de la portlandite avec la réaction suivante : 
 𝐶𝑎(𝑂𝐻)2  →  𝐶𝑎𝑂 + 𝐻2𝑂 (𝑣𝑎𝑝𝑒𝑢𝑟)  (IV – 1) 
Cette perte de masse correspond à un départ d’eau chimiquement liée, dont on doit 
tenir compte lors du bilan de la quantité totale d’eau liée. 
 De 550 à 950°C : il s’agit de la dernière perte de masse significative lors de 
l’essai et elle correspond à la décomposition de la calcite. Le bilan de la réaction 
s’écrit : 
 𝐶𝑎𝐶𝑂3  →  𝐶𝑎𝑂 + 𝐶𝑂2 (𝑔𝑎𝑧) (IV – 2) 
Cette perte de masse engendrée par cette décomposition correspond au départ du CO2. 
Cette calcite peut provenir de la teneur en calcaire initialement présente dans le liant et/ou de 
la carbonatation de certains hydrates. 
La teneur massique en portlandite dans l’échantillon est calculée avec l’expression 
suivante : 
 %𝑚𝐶𝑎(𝑂𝐻)2 = | 𝛥𝑚450 →550°𝐶 | ∙
𝑀𝐶𝑎(𝑂𝐻)2
𝑀𝐻2𝑂
 (IV – 3) 
Où : 
- Δm450 →550°𝐶  est la perte de masse de l’échantillon entre 450 et 550°C en % 
- 𝑀𝐶𝑎(𝑂𝐻)2 est la masse molaire de la portlandite, soit 74,093 g.mol
-1
 
- 𝑀𝐻2𝑂 est la masse molaire de l’eau, soit 18 g.mol
-1
 
Le calcul du pourcentage massique de calcite se fait de la manière suivante : 
 %𝑚𝐶𝑎𝐶𝑂3 = | 𝛥𝑚550 →850°𝐶 | ∙
𝑀𝐶𝑎𝐶𝑂3
𝑀𝐶𝑂2
 (IV – 4) 
Pour déterminer l’origine de la calcite identifiée lors des mesures réalisées, une 
comparaison entre la teneur en calcite contenue dans les liants anhydre et hydraté est faite. Si 
cette dernière est supérieure à la teneur initialement disponible, cela pourrait provenir d’une 
carbonatation parasite de l’échantillon. Il faut alors corriger la teneur en portlandite estimée 
en prenant aussi en compte celle qui s’est éventuellement carbonatée. Dans l’exploitation des 
mesures, la teneur réelle en portlandite est donc corrigée en faisant l’hypothèse que c’est la 
principale phase qui se carbonate ici : 




 %𝑚𝐶𝑎(𝑂𝐻)2 = | 𝛥𝑚450 →550°𝐶 | ∙
𝑀𝐶𝑎(𝑂𝐻)2
𝑀𝐻2𝑂




 (IV – 5) 
Où : 
- (𝑋)+ est la partie positive de X ; si X est inférieur ou égal à 0 alors X vaut 0 
- %𝑚𝐶𝑎𝐶𝑂3𝑖𝑛𝑖  est le pourcentage massique de calcite provenant du liant anhydre 
Les essais d’ATG étant supposés reproductibles, seuls deux essais ont été réalisés par 
échéance. Sur l’ensemble des mesures réalisées, la différence de quantité de portlandite et de 
teneur en eau liée entre deux mesures était inférieure à 0,5 % (en absolue). 
IV.2. Résultats expérimentaux 
Cette partie est consacrée à la présentation des résultats expérimentaux. Dans un 
premier temps, la composition et l’évolution dans le temps du cortège minéralogique sont 
détaillées. Les résultats de DRX permettent d’identifier les phases cristallisées dans la pâte, et 
les analyses au MEB d’évaluer l’évolution du cortège dans le temps. Le suivi dans le temps 
du pH de la solution interstitielle est aussi étudié en parallèle. Ces analyses donnent des 
informations sur les phénomènes chimiques à plus ou moins long terme. Plusieurs échelles du 
matériau (béton, pâte, mortier) sont étudiées pour analyser la réactivité du liant. L’impact du 
cobroyage sur la réactivité du matériau pourra être évalué par comparaison avec les résultats 
existants sur des bétons bas pH [Codina, 2007 ; Bach, 2011]. Dans un second temps, un suivi 
est réalisé sur les indicateurs de l’hydratation. Trois grandeurs sont mesurées : la chaleur 
d’hydratation, la quantité de portlandite et la teneur en eau liée. Ces grandeurs nous serviront 
pour la modélisation de l’évolution de l’hydratation et sa validation. 
IV.2.1. Diffraction des rayons X 
Cette analyse permet de vérifier les résultats précédemment obtenus [Codina, 2007 ; 
Bach, 2011] sur la microstructure de ces matériaux. Les phases cristallisées de la 
microstructure sont caractérisées par diffraction des rayons X à différentes échéances. Cet 
essai permet aussi d’avoir des informations sur la présence de portlandite et sa consommation 
dans le temps. 
Afin d’avoir la minéralogie la plus représentative du matériau dans l’ouvrage, une 
première caractérisation a été réalisée sur des échantillons de bétons. La Figure IV – 1 montre 
l’évolution de la minéralogie sur des échantillons de TCV et TL en fonction du temps. 





Figure IV – 1 : Evolution de la composition en phases cristallisées des échantillons de béton TCV et TL à 7 et 28 
jours 
La présence importante de calcite dans l’échantillon (granulats) rend l’exploitation de 
l’analyse complexe. En effet, même en prenant la précaution d’éviter les granulats au cours du 
prélèvement, le sable et ses fines qui constituent plus de 65% du volume de béton, restent 
difficilement dissociables de la pâte. En conséquence, l’information sur la minéralogie de la 
pâte est parasitée par la présence de la calcite des granulats calcaire. Une étude sur pâte est 
donc indispensable pour étudier la microstructure des bas pH avec cette technique. 
Des échantillons de pâte avec un rapport E/L de 0,5 ont servi à l’étude de la 
minéralogie des bas pH. L’évolution de la microstructure en fonction du temps est consignée 
en Figure IV – 2 et Figure IV – 3 pour chaque formule étudiée. La caractérisation est réalisée 
au jeune âge pour vérifier la présence de la portlandite qui semble être inexistante sur les 
échantillons de béton dès 7 jours. 
 






































































Figure IV – 3 : Evolution de la composition en phases cristallisées des échantillons de pâte TL à différentes 
échéances 
La caractérisation sur pâte permet d’identifier plus facilement les différentes phases 
cristallisées. La hauteur de leurs pics peut dépendre de l’orientation des cristaux et de leur 
quantité en présence. Les phases amorphes comme les silicates de calcium hydratés (C-S-H) 
produites au cours de l’hydratation sont représentés par une bosse sur les diffractogrammes. 
L’hydratation du liant et les réactions pouzzolaniques conduisent à la formation des C-S-H, ce 
qui se traduit par la présence d’une bosse qui devient de plus en plus marquée sur les 
diffractogrammes au cours du temps. L’intensité des pics de C2S et C3S (anhydres) diminue 
aussi dans le temps pour les mêmes raisons.  
Dans la pâte TCV, il y a des C2S, C3S et de la calcite provenant du ciment anhydre, du 
quartz qui provient de la fumée de silice/cendres volantes et de la mullite issue des cendres 
volantes. La pâte de TL comprend aussi des phases de C2S et de calcite provenant du ciment 
anhydre et du quartz qui provient de la fumée de silice. L’hydrotalcite est présente dans la 
pâte TL car le liant est riche en magnésium (47,5% de laitier). La faible présence d’ettringite 
dans les deux liants est liée au protocole expérimental adopté pour arrêter l’hydratation. En 
effet, l’ettringite est déstabilisée sous pression [Zhou et Glasser, 2001] et l’est donc aussi sous 
vide pendant le processus de lyophilisation. [Bach, 2011] a aussi été confrontée à ce 
phénomène. 
Il est aussi important de noter que le pic correspondant à la portlandite n’est pas 
visible sur les diffractogrammes quelles que soient les échéances étudiées. Ce pic est 
généralement observé autour de la valeur de 18° sur l’abscisse « 2-Théta ». En considérant la 
plage de temps étudiée (12h à 7 jours), une consommation totale de la portlandite semble 




































approche plus précise telle que l’analyse thermogravimétrique permettra d’avoir une 
quantification plus précise de la portlandite.  
La question de la représentativité du matériau étudié (pâte, béton) sera discutée dans la 
suite de ce chapitre grâce aux essais menés au microscope électronique à balayage. La 
comparaison du pH des solutions interstitielles (béton, pâte) permettra aussi de confirmer la 
réponse.  
IV.2.2. Microscopie électronique à balayage et microsonde  
Pour analyser l’évolution des phases hydratées et des anhydres dans le temps, nous 
avons étudié des bétons et pâtes de TCV et TL à différentes échéances : 28, 90 360 et 720 jours. 
A partir des essais au MEB, une cartographie de l’échantillon est réalisée afin d’obtenir une 
vision globale de la microstructure. L’analyse élémentaire sur des lignes, donnée par la 
méthode EDS permet d’avoir une estimation des rapports Ca/Si de la pâte. Le choix des lignes 
est fait de manière à éviter autant que possible les granulats. L’exploitation de ces données 
apporte des informations sur l’évolution chimique à long terme. De plus, en comparant les 
données mesurées, les différences de réactivité entre les liants de la pâte et du béton peuvent 
être évaluées indirectement. Enfin, l’analyse à la microsonde permet de confirmer les résultats 
des rapports Ca/Si obtenus au MEB. 
IV.2.2.1. Cartographie de la microstructure des bas pH 
La cartographie EDS permet de faire une analyse qualitative de la pâte. Elle met en 
évidence l’hétérogénéité du matériau et/ou la présence d’anhydres. Il existe aussi des 
techniques pour évaluer le degré d’hydratation à partir de l’analyse des images MEB [Cros, 
1996]. Il propose de faire une analyse de la fréquence des niveaux de gris sur l’ensemble de 
l’image. Puis, il détermine une valeur seuil de gris à partir d’une fonction entropie qui 
démarque les hydrates des anhydres. Mais, dans le cas des liants bas pH, la présence 
importante d’additions pouzzolaniques rend la distinction des niveaux de gris pour l’analyse 
d’images délicate. Par exemple, il est difficile de dissocier une phase C2S du clinker (blanc) 
d’un anhydre de laitier (blanc/gris). La cartographie des échantillons de pâtes à 360 jours est 
présentée en Figure IV – 4 et Figure IV – 5 avec un grossissement de 400. Il s’agit du résultat 
d’une seule analyse par liant mais il est représentatif de l’ensemble des zones analysées. 





Figure IV – 4 : Cartographie élémentaire de la pâte TCV après 1 an de cure 
 
Figure IV – 5 : Cartographie élémentaire de la pâte TL après 1 an de cure 
La morphologie des grains permet de discriminer les liants TCV et TL. Les cendres 
volantes ont généralement une forme sphérique tandis que le laitier moulu se distingue par des 
formes anguleuses. Afin de mieux repérer les anhydres résiduels, trois éléments 
caractéristiques du liant ont été choisis pour la cartographie. Dans le liant TCV, le calcium 
permet d’identifier principalement les anhydres de ciment, le silicium les amas de fumée de 
silice et l’aluminium les cendres volantes. Il est important de travailler avec les trois éléments 




en parallèle et d’analyser les contrastes. Par exemple, un anhydre de C2S qui contient du 
calcium et du silicium n’apparaitrait pas sur la cartographie de l’aluminium, et au niveau du 
contraste serait beaucoup moins clair qu’un amas de fumée de silice. Dans le liant TL, le 
calcium et le silicium permettent l’identification respectivement des anhydres du ciment et de 
la fumée de silice, tandis que le magnésium met en évidence les anhydres du laitier.  
Les pâtes de liants bas pH sont constituées majoritairement de silicates et de silico 
aluminates de calcium qui se distinguent par le contraste important du calcium et du silicium 
sur les cartographies de l’échantillon. L’aluminium pour TCV et le magnésium pour TL sont 
présents dans l’ensemble de l’échantillon. Il est donc difficile à partir de ces données de 
discriminer les C-S-H de la pâte, des silicates de calcium anhydres, des silico aluminates de 
calcium ou encore des silicates de magnésium. Il est de plus compliqué pour les analyses 
élémentaires d’attribuer un point d’analyse à un hydrate particulier d’autant plus que ce point 
d’analyse correspond en réalité à un volume de quelques micromètres cube.  
Malgré les difficultés de l’analyse, nous pouvons constater que les pâtes de liants bas 
pH possèdent encore une grande quantité de grains anhydres résiduels, même après un an de 
cure humide. S’il ne semble rester que très peu de ciment anhydre, en revanche, les anhydres 
d’additions pouzzolaniques qui n’ont pas réagi sont eux nombreux. Cela signifie que le degré 
d’hydratation des additions pouzzolaniques est relativement faible par rapport à celui du 
ciment, ce que nous vérifierons par la suite. Une analyse sur 5 cartographies montre que les 
anhydres de fumée de silice et de laitier ont des dimensions moyennes de 20 µm tandis que 
les cendres volantes ont une taille d’environ 35 µm. Ces valeurs sont proches du Dmoy 
obtenu à la granulométrie laser (Chapitre 2) pour chaque anhydre. Nous retrouvons aussi des 
amas qui présentent un pourcentage en oxyde de calcium compris entre 10 et 20%, ce qui 
tendrait à confirmer une réaction partielle en leur sein. [Bach, 2011] les retrouvent aussi dans 
les échantillons de pâtes de ciment et fumée de silice avec un liant préalablement cobroyé.  
IV.2.2.2. Estimation des rapports Ca/Si et Al/Si de la pâte  
Les rapports Ca/Si et Al/Si des pâtes et des bétons de liants bas pH TCV et TL ont été 
estimés à partir des analyses issues du MEB et de la microsonde sur des sections polies. Dans 
cette partie, les objectifs sont les suivants : 
 Mettre en évidence les familles présentes dans la matrice cimentaire ; 
 Montrer les évolutions de ces espèces dans le temps ; 




 Comparer les réactivités des liants dans la pâte et dans le béton ; 
 Valider les résultats avec différentes techniques d’analyse. 
Pour prendre en compte l’hétérogénéité locale des zones étudiées, 500 points de 
mesures ont été réalisés avec 100 points par zone, soit 5 différentes zones de l’échantillon. 
Les résultats des microanalyses sont présentés sur un graphique bi-varié pour identifier les 
grandes familles (groupement de points) et sur un graphique uni-varié afin de mieux visualiser 
l’évolution de la densité de chaque famille dans le temps et la réactivité des constituants.  
En effet, certaines informations telles que le rapport Ca/Si des anhydres de fumée de 
silice (proche de 0) sont disponibles par l’analyse. On peut donc comparer la densité de points 
obtenus dans un échantillon de pâte et dans un échantillon de béton. Cela permet d’avoir une 
idée de la réactivité de la fumée de silice. Enfin, le dernier objectif consiste à valider les 
résultats obtenus en microscopie électronique. La poire d’interaction du MEB faisant 2-3 µm3, 
la mesure se fait sur un mélange de différents constituants. En utilisant la microsonde de 
Castaing où la poire d’interaction fait un peu moins de 1 µm3, les résultats de l’analyse sont 
affinés. Bien que l’ordre de grandeur des C-S-H reste plus proche de la dizaine de 
nanomètres, il est possible d’avoir meilleure définition des groupements de points en 
éliminant les anhydres dont les dimensions sont de l’ordre du µm. 
IV.2.2.2.1. Identification des familles dans la matrice  
Pour identifier les différentes familles de la matrice, les références que nous avons 
choisies sont deux échantillons de pâte (E/L = 0,5) âgés de 28 jours qui ont subi une cure 
humide à 98 ± 2 % d’humidité relative et à une température de 20°C. La Figure IV – 6 
présente les résultats de la microanalyse à l’EDS sur un graphique bi-varié avec le rapport 
molaire Al/Ca en fonction du rapport molaire Si/Ca. Les valeurs des rapports sur les abscisses 
et ordonnées sont bornées pour mieux apprécier les mesures sur la partie qui nous intéresse, à 
savoir les C-S-H/C-A-S-H. 





Figure IV – 6 : Résultats de microanalyse EDS dans le plan défini par les rapports Si/Ca (mol/mol) et Al/Ca 
(mol/mol) 
A partir de leur composition chimique, les valeurs moyennes des rapports Al/Ca et 
Si/Ca des phases comme l’ettringite ou la portlandite. Dans le Tableau IV – 2, les rapports 
molaires Si/Ca et Al/Ca des additions pouzzolaniques sont présentés. 
Tableau IV – 2 : Rapport molaire des additions pouzzolaniques calculé à partir de leur composition chimique 
Rapport Fumée de silice Cendres volantes Laitier moulu 
Si/Ca 112,6 9,5 0,8 
Al/Ca 0,3 5,4 0,3 
La première observation notable sur la Figure IV – 6 est que la majorité des points ont 
un rapport Si/Ca compris entre 1 et 2. De plus, tous les points ont une faible teneur en 
aluminium. L’omniprésence de l’aluminium dans les deux pâtes ternaires peut traduire la 
présence de phases riches en cet élément qui ont précipité [Courault, 2000]. En traçant la 
droite qui correspond à la limite d’aluminium incorporable dans les C-S-H observée par 
[Richardson et al., 1993], on constate que la plupart des points se situent sous cette droite, ce 
qui confirme l’absence de phases aluminates qui auraient précipitées. Une grande proportion 
de l’aluminium semble donc être incorporée dans les C-S-H et constituer des C-A-S-H [Bach, 
2011]. Les points se trouvant au-dessus de cette droite pourraient correspondre à un mélange 
de différentes phases (C-S-H et/ou anhydres de cendres volantes par exemple). La valeur 
serait une « moyenne » de ces deux espèces. 
Il n’y a aucun groupement de points autour de l’ettringite et de la portlandite. Comme 


























l’échantillon tandis que la portlandite a été totalement consommée à 28 jours. Les points 
regroupés autour des coordonnées (0,8 ; 0,3) correspondraient à des anhydres de laitier moulu, 
mais il est possible qu’il s’agisse d’un mélange de phases comprenant aussi des C-S-H. 
Une présentation alternative des résultats est proposée pour tenter d’identifier les 
différentes familles d’anhydres et/ou d’hydrates (Figure IV – 7). 
 
Figure IV – 7 : Rapport Ca/Si des deux pâtes à 28 jours 
La représentation de la microanalyse sur un graphique uni-varié avec la densité des 
points permet en plus de visualiser la dispersion des résultats. Le découpage des différentes 
familles est montré à titre indicatif pour aider à l’interprétation du graphique. La majorité des 
points ont un rapport Ca/Si compris entre 0,4 et 0,8 et le Ca/Si moyen de la pâte est de 0,56 
pour TCV et 0,60 pour TL. La poire d’analyse étant de 2-3 µm
3
, il est possible que le pic 
important sur TL autour de la valeur de 0,6 corresponde à un mélange d’anhydres de laitier et 
de particules de fumée de silice. Cela pourrait expliquer la raison pour laquelle les anhydres 
de laitiers « purs » de rapport Ca/Si autour de 1,3 sont masqués. En revanche, les anhydres de 
cendres volantes qui ont un faible rapport Ca/Si (autour de 0,1) sont mieux représentés ici. 
Comme pour le liant TL, il est possible qu’il s’agisse aussi d’un mélange avec les particules de 
fumée de silice. 
Dans la littérature, [Adenot, 1992 ; Richardson, 2000] s’accordent pour un rapport de 
Ca/Si des C-S-H du ciment Portland variant entre 1,5 et 2 et [Justnes, 1992 ; Waller, 1999] 
proposent un rapport C/S compris entre 1,1 et 1,2 pour les C-S-H formés avec des réactions 
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majoritairement de C-S-H est relativement éloigné des valeurs des rapports Ca/Si de la 
littérature. Deux hypothèses sont émises pour expliquer cette différence : (i) le volume 
analysé de 2-3 µm
3
 à l’EDS pourrait être constitué d’un mélange de phase comprenant des 
anhydres de fumée de silice (32,5% du liant) qui abaisseraient le rapport C/S réel des C-S-H 
et/ou (ii) un enrichissement important des C-S-H en silice se produit [Bach, 2011] jusqu’à la 
valeur Ca/Si d’équilibre de la pâte observée expérimentalement (0,60~0,65). 
IV.2.2.2.2. Evolution des rapports Ca/Si dans le temps 
L’objectif est d’obtenir des informations sur les phénomènes chimiques qui ont lieu à 
long terme à travers l’analyse de l’évolution des rapports Ca/Si. Les microanalyses à l’EDS 
ont été réalisées à 28, 90 et 360 jours sur pâte. Le procédé d’analyse est le même que 
précédemment. L’estimation du rapport Ca/Si moyen de l’ensemble de la pâte est présentée 
dans le Tableau IV – 3 pour les trois échéances étudiées. 
Tableau IV – 3 : Calcul du C/S moyen de la pâte et du liant anhydre à partir de la composition chimique 
 
TCV TL 
Liant anhydre 0,52 0,68 
Pâte à 28 j 0,56 0,60 
Pâte à 90 j 0,60 0,63 
Pâte à 360 j 0,33 0,59 
Le rapport moyen est conditionné par celui du liant anhydre et ne devrait pas évoluer 
de manière significative entre les différentes échéances, même si l’échantillonnage influence 
le résultat. La pâte TCV préparée à 360 jours a un rapport C/S moyen très faible par rapport 
aux autres mesures. Cette différence proviendrait soit d’une erreur lors de la manipulation ou 
d’une contamination de l’échantillon. En effet, la microanalyse à l’EDS réalisée sur le béton 
TCV à 1 an montre que le rapport Ca/Si moyen reste proche de celui du liant anhydre. Nous 
avons donc choisi de ne pas inclure cette échéance pour l’interprétation ultérieure des 
résultats. Les Figure IV – 8 et Figure IV – 9 présentent les évolutions des densités de 
probabilité des rapports Ca/Si dans le temps. 
 





Figure IV – 8 : Densité de probabilité du rapport Ca/Si sur une pâte TCV à 28 et 90jours 
 
Figure IV – 9 : Densité de probabilité du rapport Ca/Si sur une pâte TL à 28, 90 et 360 jours 
Pour les deux pâtes bas pH, il y a un resserrement de la courbure gaussienne autour du 
Ca/Si moyen initial du mélange anhydre. Une baisse de la densité des points pour des rapports 
inférieurs à 0,2 et supérieurs à 1,2 est aussi observée. Par rapport au découpage fictif des 
différentes plages de variation présenté sur la Figure IV – 7, une évolution de la densité vers 
les valeurs les plus hautes pourrait être interprétée comme une consommation des anhydres, 
tandis qu’une évolution vers les valeurs les plus basses serait liée à un enrichissement en silice 
des C-S-H. En ce qui concerne la cinétique, l’évolution des fréquences est peu significative 
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avancée. Les phénomènes chimiques à long terme correspondraient plus à un rééquilibrage 
des différentes phases présentes, qui serait piloté principalement par des échanges de calcium 
dans la matrice [El Bitouri, 2014]. 
IV.2.2.2.3. Comparaison des résultats pour des échantillons de béton et de pâte 
L’objectif de cette partie est de vérifier que les résultats de la microanalyse des pâtes 
sont similaires à ceux d’une pâte dans le béton. Jusqu’à présent, les microanalyses présentées 
étaient réalisées sur pâte car l’évolution physico-chimique est pilotée principalement par 
celle-ci. Or, [Codina, 2007] avait remarqué que les bétons bas pH avait une réactivité plus 
importante que celle des pâtes. Il est donc important de s’assurer que les échantillons de pâte 
analysés sont bien représentatifs des bétons bas pH. Une comparaison des densités de 
probabilité du rapport Ca/Si des liants TCV et TL sur des systèmes « pâte » et « béton » (Figure 
IV – 10 et Figure IV – 11) est proposée. La microanalyse a été réalisée à l’EDS. Dans le choix 
des lignes d’analyses, nous avons essayé d’éviter autant que possible les granulats pour les 
échantillons de béton, car ils n’apportaient pas d’informations intéressantes pour l’analyse et 
peuvent la fausser en partie. Les points dont l’analyse révélait qu’il s’agissait d’un granulat 
(forte teneur en calcium dans le volume analysé) ont donc été supprimés lors du traitement 
des données. 
 































TCV 28j sur béton - C/S moyen : 0,63
TCV 28j sur pâte - C/S moyen : 0,56





Figure IV – 11 : Densité de probabilité du rapport Ca/Si sur une pâte et un béton TL à 28 jours 
Ce critère de tri permet d’éliminer les points avec des rapports Ca/Si supérieurs à 20. 
La portlandite Ca(OH)2 est la seule phase qui serait impactée par ce tri, mais comme elle est 
totalement consommée à cette échéance, on peut considérer que le traitement des données 
reste fiable et valide. 
Les histogrammes de répartition des rapports Ca/Si sont globalement similaires entre 
le système « pâte » et « béton » pour les deux liants ternaires. La réactivité du liant peut être 
évaluée indirectement en analysant la densité des points dans la zone où sont situés 
majoritairement les anhydres : fumée de silice et cendres volantes (Ca/Si < 0,3) ou laitier de 
haut fourneau (1,1 < Ca/Si < 1,3). Une réactivité plus faible de la pâte par rapport au béton se 
traduirait par une densité de points plus importante dans ces zones. Dans les Figures IV – 10 
et IV – 11, il n’y a aucun écart significatif entre les deux systèmes sur les zones mentionnées. 
Ce résultat renforce l’hypothèse selon laquelle la réactivité de la pâte seule est similaire à 
celle présente dans le béton. Le processus de cobroyage du liant élimine les amas de fumée de 
silice et compense aussi le cisaillement du liant induit par les granulats. Dans la suite du 
chapitre, nous vérifierons cette hypothèse par une comparaison de la mesure du pH. C’est 
d’ailleurs en comparant les pH de deux types d’échantillon que [Codina, 2007] avait mis en 
avant les différences de réactivité entre les deux systèmes. 
IV.2.2.2.4. Validation des résultats avec des analyses à la microsonde  
Cette partie présente une confrontation entre les deux techniques de microanalyses 
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Ca/Si sont la poire d’interaction avec un volume de 2-3 µm3 et le choix de la zone analysée 
manuellement par l’utilisateur qui peut ne pas être représentative de la pâte. Afin de 
s’affranchir de ces deux problèmes, les mêmes échantillons de pâtes de liants bas pH étudiés 
au MEB à 28 jours ont été analysés à la microsonde. Le volume analysé à la microsonde est 
inférieur et l’analyse de la zone peut être automatique. Les Figure IV – 12 et Figure IV – 13 
présentent les densités de probabilité du rapport Ca/Si des pâtes bas pH à 28 jours avec une 
microanalyse au MEB et à la microsonde. 
 
Figure IV – 12 : Densité de probabilité du rapport Ca/Si pour TCV à 28 jours 
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Les densités sont assez similaires pour les deux mélanges. Dans la microanalyse du 
mélange TCV au MEB et à la microsonde, il y a un premier groupement à gauche 
correspondant aux anhydres de la fumée de silice et aux cendres volantes, puis le groupement 
au centre qui comprend en majorité les C-S-H et C-A-S-H. Dans la microanalyse du mélange 
TL, les anhydres du laitier situés autour de la valeur 1,2 de Ca/Si sont présents dans les 
analyses au MEB et à la microsonde. Le pic principal des C-S-H est légèrement décalé vers la 
droite dans le cas de la microsonde. Ce décalage peut provenir du choix des lignes d’analyse 
ou encore de la précision de la mesure qui inclut moins de fumée de silice anhydre dans la 
poire d’analyse à la microsonde et qui conduit donc à un rapport Ca/Si plus élevé. Ce tri 
permet d’ailleurs d’observer une fréquence plus importante autour de la valeur 0,25 qui 
regroupe la fumée de silice. 
IV.2.3. Evolution du pH de la solution  
Les bétons bas pH doivent présenter un pH de leur solution interstitielle inférieur à 11 
à long terme. La Figure IV – 14 présente les évolutions du pH en fonction du temps de la 
solution interstitielle des bétons et des pâtes bas pH issus des études antérieures [Codina, 
2007 ; Garcia, 2009 ; Bach, 2011] et de la présente étude. Les conditions de cure, humidité et 
température, étant similaires (20°C et 98 ± 2% HR), les résultats sont donc comparables. La 
méthode de mesure du pH est l’extraction de la solution interstitielle par la presse, sauf pour 
le point TCV [Bach, 2011] pour lequel la mesure a été réalisée sur des suspensions.  
  
Figure IV – 14 : Evolutions du pH de la solution interstitielle sur béton et sur pâte pour TCV et TL sur 30 mois (à 
gauche) et sur 72 mois (à droite) 
Le critère est respecté à long terme. Le pH de la solution interstitielle des liants bas pH 
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CaO-SiO2-H2O pour lequel du gel de silice coexiste avec les C-S-H [Damidot, 1995]. Les 
matériaux cimentaires à base du liant TCV ont généralement un pH plus faible que ceux à base 
de TL, ce qui confirme les résultats des essais d’hydratation accélérée de [Cau-Dit-Coumes, 
2006].  
L’évolution du pH de la solution interstitielle apporte des informations sur la réactivité 
des additions pouzzolaniques dans la pâte. En effet, [Atkinson, 1985] constate sur les essais 
de lixiviation que la portlandite, phase consommée par les réactions pouzzolaniques, 
tamponne le pH de la solution interstitielle à 12,5. Bien que les résultats de DRX n’aient pas 
mis en évidence la présence de portlandite à 7 jours, le pH de la solution est supérieur à 12,5 à 
7 jours (12,8 pour TCV et 13,0 pour TL), ce qui indique que cette phase est bien encore 
présente à cette échéance. Ce résultat sera confirmé par la suite avec les essais ATG. La 
réactivité de pâte est aussi évaluée de manière indirecte en analysant l’évolution du pH. En 
effet, [Codina, 2007] a observé que les valeurs de pH des échantillons de pâte sont plus 
importantes que celle des échantillons de béton et le justifie par le cisaillement des amas de 
fumée de silice par les granulats. Cependant, ces écarts sont fortement réduits dans notre 
étude notamment grâce au cobroyage du liant qui a permis d’éliminer une grande partie de ces 
amas. Ce résultat vient confirmer les microanalyses au MEB où une faible différence de 
réactivité a été constatée entre un échantillon de béton et un de pâte.  
En terme de cinétique, la comparaison du pH à très long terme des échantillons des 
études de [Codina, 2007] et [Garcia, 2011] indique qu’une fumée de silice plus réactive 
permet de réduire plus rapidement le pH. Selon [Cau-dit-Coumes et al., 2006], il existe une 
corrélation entre la teneur en SiO2 du liant et le pH de la solution interstitielle. Les deux liants 
anhydres ont des teneurs en SiO2 similaires (56% pour TCV et 54% pour TL) et devraient donc 
converger vers une même valeur de pH. Cela semble être le cas sur les bétons de [Codina, 
2007] après 72 mois de cure humide. Ce résultat renforce aussi l’hypothèse d’un rééquilibrage 
chimique à long terme des différentes phases [El Bitouri, 2014]. 
IV.3. Modélisation de l’hydratation 
La modélisation du comportement du massif en béton bas pH à long terme passe 
d’abord par une bonne maîtrise du processus d’hydratation de ce type de liant. En effet, 
l’avancement de l’hydratation du liant conduit à des déformations d’origine thermique et 
hydrique. Il est donc nécessaire de pouvoir prédire les chaleurs d’hydratation pour évaluer les 




risques de fissuration et les évolutions du degré d’hydratation pour la prédiction des propriétés 
à long terme. 
Nous adapterons et étendrons un modèle d’hydratation existant aux liants ternaires. La 
mise au point de cette adaptation est détaillée en trois sous-parties. Dans un premier temps, 
nous faisons un rappel succinct du modèle d’hydratation initial déjà présenté dans le chapitre 
I, en nous focalisant sur ses limites dans le cas des liants ternaires. Nous abordons ensuite la 
démarche adoptée pour étendre le modèle à ce type de liants composés. La dernière sous-
partie consiste à valider le modèle d’hydratation sur des données expérimentales des liants 
binaires et ternaires. 
IV.3.1. Rappel du modèle initial 
Le modèle d’hydratation multiphasique proposé dans ce travail, est une extension aux 
liants ternaires de celui proposé initialement par [Buffo-Lacarrière, 2007] et par la suite 
adapté aux liants binaires avec laitiers [Kolani, 2012]. La modélisation de la cinétique 
d’hydratation est basée sur le principe de gestion simultanée des transferts thermiques, des 
transferts hydriques et du développement de l’hydratation. Il s’agit d’une résolution couplée 
de l’équation de conservation de la chaleur pour la gestion des échanges thermiques, de 
l’équation de conservation de la masse d’eau, pour la prise en compte des transferts 
hydriques, et des lois de cinétique de réaction des différents constituants du liant, pour le suivi 
des évolutions des degrés d’hydratation. Nous nous intéressons particulièrement aux lois de 
cinétique. Le principe du modèle stœchiométrique est de corréler la composition en oxyde de 
chaque type de constituant à la quantité totale de chaque produit formé à hydratation finale. 
La prise en compte des conditions isotherme ou endogène est faite de manière à ce que 
l’hydratation dépende uniquement du temps. En conséquence, les équations sont intégrées par 
un schéma explicite, ce qui permet de simplifier la gestion du modèle avec l’utilisation d’un 
tableur.  
IV.3.1.1. Loi de cinétique d’hydratation  
Les différents phénomènes physico-chimiques sont pris en compte de façon 
indépendante dans la loi de cinétique d’hydratation des différents anhydres. Cette loi [Buffo-
Lacarrière, 2007] est utilisée pour gérer séparément l’hydratation des constituants du liant : 
 α̇i = Ai ∙ gi (α,W) ∙ πi (r𝑘, n) ∙ hi(T) ∙ Si  (IV – 6) 




La fonction gi, qui dépend du degré d’hydratation α et de la teneur en eau W, rend 
compte de l’influence du cycle dissolution-sursaturation-précipitation sur l’avancée de 
l’hydratation. La fonction πi gère la période de ralentissement de l’hydratation, la fonction hi 
décrit l’influence de la température T, et la fonction Si prend en considération l’activation 
chimique des additions dans le cas des liants composés. Les paramètres Ai, rk et n sont des 
paramètres de calage. 
IV.3.1.2. Détermination des paramètres de la loi de cinétique  
Les paramètres d’entrée du modèle sont facilement accessibles à l’ingénierie. 
L’utilisateur du modèle n’aura pas besoin d’une expertise particulière quant à la définition des 
données ou à leurs déterminations. Les données d’entrée du modèle sont séparées en 4 
groupes : 
 Le dosage en liant et les proportions de ses constituants qui sont figés par la 
formulation ; 
 La composition chimique, la masse volumique et la granulométrie des 
constituants qui sont disponibles sur les fiches techniques ; 
 Les paramètres A, rk, n qui sont obtenus par calage des résultats d’un essai 
Langavant ; 
 L’énergie d’activation Ea et la chaleur totale d’hydratation Q
T
∞ qui sont 
déterminées par le calcul (formules de Schindler pour le ciment) ou extraites de la 
littérature (pour les additions pouzzolaniques). 
Les trois paramètres de calage contrôlent la forme de la courbe. Le terme A contrôle 
l’amplitude de la courbe et l’accélération de la cinétique. Les termes rk et n contrôlent 
l’inflexion de la courbe et donc par analogie à la physique du modèle, gèrent la période de 
décélération de l’hydratation (phase (2), cf. Chapitre 1).  
La méthode de calage se fait par l’exploitation de l’essai de calorimétrie Langavant. 
Cet essai permet de disposer de l’évolution du dégagement de chaleur qui est un indicateur 
fiable de l’avancement de l’hydratation. Les trois paramètres sont calés sur la courbe de 
dégagement de chaleur avec la méthode des moindres carrés. La vitesse d’avancement des 
réactions d’hydratation est ainsi calée par le biais de la loi de cinétique. Dans le cas des liants 
composés, la détermination des paramètres de calage de la loi de cinétique pour les différentes 
additions se fait par calages successifs. Les paramètres du ciment sont d’abord établis à partir 
des résultats d’un essai Langavant réalisé avec un liant contenant uniquement du ciment, puis, 




en utilisant ce même jeu de paramètre pour le ciment, les paramètres des additions sont 
déterminés grâce aux données d’un essai Langavant réalisé avec un liant binaire contenant un 
mélange de ciment et de l’addition concernée. 
IV.3.1.3. Calage des paramètres du modèle  
Le modèle d’hydratation multiphasique initial a été validé sur des liants binaires avec 
de la fumée de silice, ou des cendres volantes [Buffo-Lacarrière, 2007], ou encore avec du 
laitier de haut fourneau [Kolani, 2012]. Dans un premier temps, la démarche appliquée dans 
les deux études citées précédemment a été reproduites pour simuler l’hydratation des liants 
ternaires. Les mortiers à base de liants binaires utilisés pour la détermination et validation des 
paramètres de calage sont présentés dans le Tableau IV – 4. 
Tableau IV – 4 : Composition de chaque liant des mortiers binaires étudiés 
Mortiers étudiés Objectifs 
100 % CEM I Déterminer les paramètres de calage du ciment 
70% CEM I + 30% FS Déterminer les paramètres de calage de la fumée de silice 
70% CEM I + 30% CV Détermination des paramètres de calage des cendres volantes 
30% CEM I + 70% CV Valider les paramètres de calage des cendres volantes 
30% CEM I + 70% L Détermination des paramètres de calage du laitier 
70% CEM I + 30% L Valider les paramètres de calage du laitier 
Les paramètres de calage sont définis dans le modèle comme étant intrinsèque aux 
additions. Nous avons donc étudié deux taux substitutions pour chaque addition. Nous 
utiliserons une des courbes pour le calage et l’autre pour valider la bonne simulation de la 
chaleur d’hydratation avec ces mêmes paramètres (Tableau IV – 4). En raison de la difficulté 
de mise en œuvre du mortier avec une forte proportion de fumée de silice, nous avons 
travaillé uniquement avec 30% de cette addition. Le retour d’expérience de l’étude de 
[Kolani, 2012] montre que pour mieux voir l’impact de l’hydratation du laitier sur les courbes 
Langavant, il était préférable de travailler avec des forts taux de substitutions.  
L’ensemble des valeurs des paramètres du modèle obtenues par calage est consigné en 
Tableau IV – 5. 




Tableau IV – 5 : Valeurs des paramètres du calage avec le modèle initial 
Paramètres CEM I FS CV L 
Ai 4,686 0,444 0,673 4,028 
rk 0,873 2,167 0,011 3,806 
n 0,395 0,080 0,169 0,160 
Le calage se faisant uniquement sur la courbe de chaleur d’hydratation, il peut exister 
plusieurs jeux de paramètres qui permettent de reproduire les cinétiques obtenues sur un liant 
binaire. En revanche, en comparant la quantité d’hydrates calculée par l’intermédiaire du 
modèle stœchiométrique (par exemple la quantité de portlandite) et celle mesurée, il n’existe 
souvent qu’un jeu unique de paramètres qui permet de retrouver les bonnes chaleurs 
d’hydratation et les quantités d’hydrates. 
La chaleur d’hydratation totale théorique du ciment est calculée en fonction des phases 
présentes dans le ciment avec la formule de [Bogue, 1952]. L’énergie d’activation du ciment 
est calculée à partir de sa teneur en C3A, C4AF et de sa finesse [Schindler, 2004]. Les chaleurs 
Q
T
∞ et les énergies d’activation des additions pouzzolaniques (fumée de silice, cendres 
volantes et laitier) ont été extraites de la littérature. Le diamètre moyen des constituants est 
noté D (Tableau IV – 6).  
Tableau IV – 6 : Données d’entrée du modèle d’hydratation 
 
IV.3.1.4. Analyse de la précision du modèle initial 
A partir des jeux de paramètres déterminés sur les liants binaires, une simulation de 
l’hydratation des liants ternaires est proposée. Une confrontation de la prédiction du modèle 
initial avec les évolutions expérimentales des chaleurs d’hydratation semi adiabatiques 
mesurées sur mortiers est présentée en Figure IV – 15. 
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Figure IV – 15 : Comparaison de l’évolution de la chaleur d’hydratation mesurée et celle du modèle pour les 
mortiers bas pH 
La chaleur dégagée sur les premières heures est sous-estimée par le modèle, puis 
fortement surestimée avec en fin d’essai une erreur relative de 25% pour TCV et 30% pour TL 
à 60 heures. Nous analyserons par la suite l’origine de ces écarts. 
Le modèle a initialement été conçu pour l’ingénierie et donc pour des taux de 
substitution du ciment faibles comme c’est le cas dans le domaine du génie civil en raison des 
normes réglementaires des additions. Une amélioration est nécessaire pour adapter le modèle 
d’hydratation multiphasique aux liants ternaires. Il est cependant possible de s’affranchir de 
cette approche et de caler directement les paramètres (A, rk et n) sur la cinétique du Langavant 
ternaire. Nous aurons accès ainsi à la chaleur d’hydratation globale du liant. En revanche, il 
ne sera pas possible de prédire l’hydratation à partir d’une composition de béton et de liant 
donnée avec cette approche. C’est la raison pour laquelle nous modifierons le modèle afin 
qu’il puisse prédire uniquement à partir des paramètres des additions minérales et des 
proportions des constituants du liant. 
IV.3.2. Adaptation du modèle aux liants fortement dilués 
Nous allons procéder en trois étapes pour adapter le modèle d’hydratation 
multiphasique aux liants ternaires. Dans un premier temps, les origines de la surestimation de 
la chaleur d’hydratation par le modèle sont identifiées. Puis, la démarche adoptée pour la 
modification du modèle est détaillée. Enfin, la dernière étape consiste à valider les 



























IV.3.2.1. Identification des origines du décalage  
Les deux sources d’erreurs principales identifiées sont (i) des hypothèses discutables 
dans la constitution du modèle et/ou (ii) de mauvaises hypothèses sur certaines données 
d’entrée propres aux matériaux (énergie d’activation, chaleur d’hydratation total cf. Tableau 
IV – 6). Dans un premier temps, les hypothèses relatives au modèle (i) sont investiguées. La 
méthode de calage pour les paramètres associés aux additions se fait en deux étapes, toujours 
à partir des résultats d’un essai Langavant : Etape 1 (A), puis l’étape 2 avec le modèle initial 
(B1) et l’étape 2 avec le modèle modifié (B2) (Figure IV – 16)  
  
 
Figure IV – 16 : Principe de la méthode de calage avec l’approche initiale (B1) et l’approche modifiée (B2) 
La détermination des paramètres se fait par calages successifs. Après le calage des 
paramètres du ciment (A) sur un mortier de référence, ceux des additions pouzzolaniques sont 
obtenus à partir des résultats sur un mortier binaire. La dilution du ciment est gérée dans 




l’approche B1 par le terme E/C seuil (variable en fonction du taux de substitution). Il est 
admis que les additions minérales inertes ou réactives modifient l’hydratation du ciment, 
particulièrement à court terme (B2) [Jiang et Damme, 1996]. Les additions pouzzolaniques 
altèrent l’équilibre chimique des ions dans la solution porale du béton et modifient donc 
l’hydratation du ciment [Kurdowski et Nocuń-Wczelik, 1983]. Il existe aussi d’autres 
phénomènes qui modifient la cinétique d’hydratation du ciment. En effet, en substituant une 
partie du ciment par une addition, il découle une dilution du ciment et une modification de la 
granulométrie de la matrice cimentaire. Si le ciment est dilué, le rapport eau sur ciment 
devient plus important pour un rapport solide sur liquide fixe. La modification de la 
granulométrie a un impact sur la porosité du mélange. Il se produit également un effet de 
nucléation hétérogène qui dépend de la finesse des additions. Il s’agit d’un phénomène 
physique qui favorise la nucléation à la surface des particules étrangères par une diminution 
l’énergie de la barrière. Selon [Stumm, 1992], cette diminution d’énergie est d’autant plus 
importante que le support de nucléation a une structure similaire au cristal qui va se former. 
Ce phénomène est considéré comme étant indépendant de la réactivité de l’addition, mais 
d’autres facteurs comme la finesse, la morphologie, la texture de la surface des particules 
joueraient un rôle important. 
Dans le modèle initial, ces effets physiques ne sont pas pris en compte. En 
conséquence, le calage des paramètres des additions pouzzolaniques se fait exclusivement par 
rapport à l’activité chimique de l’addition (B1). Dans ce cas, les effets physiques restent 
limités et il est possible de les négliger. En revanche, dans le cas des liants ternaires, le ciment 
est remplacé à hauteur de 62,5% pour le liant TCV et de 80% pour le liant TL. De ce fait, en 
négligeant les effets physiques, l’activité chimique de l’addition est fortement surestimée dans 
le calage des paramètres de l’addition pour compenser l’accélération de l’hydratation du 
ciment.  
Il est donc indispensable de quantifier les effets physiques des additions pour une 
détermination plus précise. Pour cela, il est possible de procéder selon deux méthodes 
distinctes. Pour des mélanges fortement substitués, [Kolani, 2012] définit une teneur en eau 
seuil dans la fonction gi qui agit sur les cycles dissolution-sursaturation-précipitation. En 
considérant que la sursaturation de la solution interstitielle autour d’un grain de clinker est un 
phénomène local et ne concerne que le voisinage immédiat du grain, il propose de limiter le 
volume maximal de liquide interstitiel que peut sursaturer un grain de clinker anhydre par 
l’introduction d’une valeur de teneur en eau seuil. Lorsque la teneur en eau disponible dans la 




pâte dépasse cette valeur, l’hydratation de la pâte est pilotée par la teneur en eau seuil. Cette 
solution a pour conséquence d’accélérer l’hydratation du ciment. Dans le cas des liants 
ternaires où le ciment est fortement dilué, la teneur en eau est toujours supérieure à la valeur 
seuil et donc l’hydratation est pilotée en permanence par cette teneur en eau seuil. La chaleur 
d’hydratation prédite par le modèle est alors surestimée comme la montre la Figure IV – 15.  
La deuxième méthode proposée ici consiste à considérer la teneur en eau réelle. Pour 
des mélanges fortement substitués, l’effet de dilution du ciment n’est plus considéré à travers 
le rapport de la teneur en eau seuil sur ciment, mais à travers les paramètres de calage du 
ciment. En effet, les paramètres du ciment devront être modifiés en fonction des impacts que 
la dilution du ciment et que la finesse de l’addition ont sur l’hydratation du ciment (B2). 
Les essais Langavant permettent d’obtenir uniquement une chaleur d’hydratation 
globale qui rend compte des trois phénomènes exposés en Figure IV – 16. Pour modifier les 
paramètres de ciment, il est nécessaire de pouvoir quantifier uniquement les effets physiques 
de l’addition sur l’hydratation du ciment. Pour cela, nous exploiterons des résultats d’essais de 
calorimétrie issus d’une étude antérieure menée sur des liants binaires avec des additions 
inertes dont l’activité chimique est nulle, afin de pouvoir ainsi découpler ces deux effets. Une 
étude paramétrique est proposée sur les paramètres de calage (Ai, rk et n) afin de prendre en 
compte ces phénomènes physiques à travers une loi d’évolution empirique. 
IV.3.2.2. Implémentation des effets physiques dans le modèle 
Les deux effets physiques étudiés sont l’effet de dilution du ciment et l’effet de 
nucléation hétérogène. Une étude de [Lawrence et al., 2003] traitant des effets des additions 
inertes sur l’hydratation du ciment a été exploitée pour déterminer les lois d’évolution 
empiriques des paramètres de calage du ciment. En raison du manque de données dans la 
littérature, les modifications appliquées sont basées uniquement sur cette étude. Elles 
mériteront d’être renforcées ultérieurement par une nouvelle étude expérimentale, notamment 
pour les très forts taux de substitution. 
Dans ces travaux, le liant est un ciment Portland CEM I 42,5 R caractérisé par une 
surface Blaine de 2800 cm
2/g. L’addition inerte utilisée est du quartz broyé avec des grains de 
forme anguleuse, de densité de 2,65, constitué à 99 % de silice cristallisée, et avec différentes 
finesses. Pour évaluer l’effet de dilution du ciment sur son hydratation, l’évolution des 
paramètres de calage a été analysée sur des mélanges avec différents taux de substitution du 
ciment (Tableau IV – 7). 




Tableau IV – 7 : Composition des mortiers testées dans les travaux de [Lawrence et al., 2003] (en g) 
 
La quantification de l’effet de nucléation hétérogène est déterminée à travers 
l’évolution des paramètres de calage du ciment (par rapport aux paramètres de calage initiaux) 
sur des mélanges avec un taux de substitution fixe, mais avec des finesses du quartz 
différentes allant de 2 µm à 215 µm. A partir de cette base de données, ces deux effets 
physiques ont été implémentés dans le modèle d’hydratation initial. Un support de nucléation 
différent de par leur morphologie entre notre étude, additions pouzzolaniques, et celle de 
[Lawrence et al., 2003], quartz broyé, n’entrainera pas forcément un même impact de l’effet 
de nucléation. Il faudrait donc des données supplémentaires pour étudier la sensibilité des 
paramètres en fonction du type d’addition, données dont nous ne disposons pas à l’heure 
actuelle. 
IV.3.2.3. Lois d’évolution pour les effets de dilution et nucléation hétérogène 
Une quantification des effets de dilution et de nucléation hétérogène sur l’hydratation 
du ciment à travers les paramètres du clinker est proposée. Dans la campagne d’essais de 
[Lawrence et al., 2003], une addition inerte est utilisée en substitution du ciment. En 
déterminant le jeu de paramètres du ciment sur un mortier de référence et en prenant les 
paramètres de l’addition égaux à zéro puisqu’elle est chimiquement inerte, le modèle ne peut 
pas reproduire de manière précise les chaleurs d’hydratation du liant avec un taux de 
remplacement important ou avec des additions très fines (cf. partie 3.2.4). Nous proposons de 
considérer les effets physiques par l’introduction des lois d’évolution suivantes sur deux des 
paramètres de calage du ciment : 
 {
Amod = Aciment (1 + PAdil  ×  PAnuc)
rkmod = rkciment  (1 + Prkdil  ×  Prknuc  )




CEM I 42,5 
(10%  addition)
CEM I 42,5 
(25%  addition)
CEM I 42,5 
(50%  addition)
CEM I 42,5 
(75%  addition)
Ciment 350 315 262,5 175 87,5
Quartz 0 35 87,5 175 262,5
Sable 
normalisé
1050 1050 1050 1050 1050
Eau 175 175 175 175 175
Rapport 
Eau/Ciment
0,5 0,56 0,67 1 2
Rapport 
Eau/Solide
0,11 0,11 0,11 0,11 0,11




-  Aciment et rkciment sont les paramètres de calage du ciment déterminés sur un 
mortier de référence 
-  Pdil est une fonction qui quantifie l’effet de dilution en fonction du taux de 
substitution 
-  Pnuc est une fonction qui quantifie l’effet de nucléation hétérogène en fonction 
de la finesse et du taux de substitution  
Les paramètres de calage A et rk ont été choisis pour cette étude paramétrique, car ils 
permettent de piloter la courbure de la cinétique d’hydratation. En effet, le terme A contrôle 
l’amplitude, tandis que rk contrôle l’inflexion initiale. Le troisième paramètre de calage n 
étant un terme en puissance dans la fonction gi, son impact sur la cinétique d’hydratation est 
important. Pour intégrer la variation de n dans l’étude paramétrique, il aurait été nécessaire de 
disposer de davantage de données avec des taux de substitution intermédiaires pour mieux 
appréhender la sensibilité de ce paramètre. En raison du manque de données actuelles, aucune 
fonction modificatrice n’a été appliquée à ce paramètre de calage. 
IV.3.2.4. Détermination des fonctions 𝐀𝐦𝐨𝐝 et 𝐫𝐤𝐦𝐨𝐝  
Dans cette partie, la démarche pour déterminer l’expression des fonctions de dilution 
Pdil et de nucléation hétérogène Pnuc est présentée. L’impact de la dilution du ciment sur les 
paramètres du ciment est traité dans un premier temps et l’impact de la nucléation hétérogène 
dans un second temps. 
IV.3.2.4.1. Détermination de l’expression de la fonction dilution 𝐏𝐝𝐢𝐥 
L’objectif ici est d’établir un lien entre le volume d’addition dans le mélange et les 
paramètres de calage. La substitution du ciment par une addition implique aussi un effet de 
nucléation hétérogène par cette addition. Afin de pouvoir découpler les deux phénomènes, les 
données de calorimétrie sur un mortier avec des additions (Q215) ayant un diamètre moyen 
(Dmoy) de 215 µm ont été exploitées [Lawrence et al., 2003]. Selon [Neville, 1996], ce 
diamètre moyen de grain n’engendre pas d’effets de nucléation sur l’hydratation du ciment, et 
par conséquent, seuls les effets de dilution sont considérés. Les Figure IV – 17 et Figure IV – 
18 présentent une simulation de la chaleur d’hydratation de mortiers avec différents taux de 
substitution. 





Figure IV – 17 : Simulations des chaleurs d’hydratation en conservant les paramètres de calage à chaque taux de 
substitution testé 
 
Figure IV – 18 : Simulation des chaleurs d’hydratation en ajustant les paramètres de calage à chaque taux de 
substitution testé 
Sur la Figure IV – 17, le jeu de paramètres déterminé sur le mortier de référence est 
utilisé pour simuler les différents taux de substitution. Pour les faibles taux de substitution, 
l’impact de la dilution est négligeable sur l’hydratation du ciment, et donc la simulation de la 
chaleur sur des liants ayant une teneur en addition inférieure à 20% est correcte. En revanche, 
pour des taux de substitution plus élevés, le ciment étant en faible quantité, le modèle 
considère qu’il faut davantage de temps pour sursaturer la solution interstitielle. Par 























Modélisation avec un jeu de paramètre unique
Mortier de référence
10% Quartz avec Dmoy = 215 µm
25% Quartz avec Dmoy = 215 µm























Modélisation par recalage des paramètres
Mortier de référence
10% Quartz avec Dmoy = 215 µm
25% Quartz avec Dmoy = 215 µm
50% Quartz avec Dmoy = 215 µm




rapport à celle mesurée. Au lieu d’introduire un terme de teneur en eau seuil pour sursaturer la 
solution, le retard prédit par le modèle est compensé par une modification des paramètres de 
calage. Sur la Figure IV – 18, pour chaque taux de substitution testé, deux des paramètres du 
ciment (A et rk) ont été recalés. Les évolutions de ces deux valeurs en fonction du taux de 
substitution ont été analysées afin de proposer la loi d’évolution suivante qui dépend des 
facteurs influents identifiés : 
 {
PAdil = fVa  ∙
6,10
 Acement
 ∙  e(1,15∙fVa)
Prkdil = fVa  ∙  
− 0,55
 Acement
 ∙  e(−0,30∙fVa)
. (IV – 8) 
Où : 
-  fVa est le pourcentage volumique d’addition dans le liant 
-  Acement et 𝑟𝑘ciment sont les paramètres de calage du ciment obtenus sur un 
mortier de référence 
La modification des deux paramètres de calage A et rk en fonction des équations (IV –
5) permet une meilleure simulation pour tous les taux de substitutions testés, comme le 
montre la Figure IV – 18. Pour les fortes dilutions, la courbe en forme de S devient plus 
difficile à simuler, puisque nous avons fait le choix de figer le paramètre de calage n qui régit 
l’inflexion de la courbe.  
IV.3.2.4.2. Détermination de l’expression de la fonction de nucléation 
hétérogène 𝐏𝐧𝐮𝐜 
L’effet de nucléation hétérogène est prépondérant au début de l’hydratation et est 
atténué à long terme en raison du manque d’espace disponible pour former des hydrates. Il est 
nécessaire de prendre en compte cette atténuation dans la fonction de nucléation. 
L’expression de la fonction de nucléation hétérogène a été déterminée pour deux taux 
de substitution (25% et 75%) figés avec des additions de différentes finesses (215, 61, 24, 14, 
4 et 2 µm). Les Figure IV – 19 et Figure IV – 20 présentent une confrontation entre les 
chaleurs d’hydratation mesurées sur des mortiers [Lawrence et al., 2003] et les simulations 
des chaleurs. 





Figure IV – 19 : Simulations des chaleurs d’hydratation en conservant un seul jeu de paramètres de calage pour 
différentes finesses du quartz et pour des taux de substitution figés à 25 % (a) et à 75% (b) 
  
Figure IV – 20 : Simulations des chaleurs d’hydratation avec ajustement des paramètres de calage pour 
différentes finesses du quartz et pour des taux de substitution figés à 25 % (a) et à 75% (b) 
Contrairement à l’effet de dilution, l’effet de nucléation hétérogène n’était pas pris en 
compte dans le modèle initial. Sur la Figure IV – 19, la simulation d’un mélange dilué à 25% 
avec des additions ayant un diamètre moyen de 215 µm est réalisée, c’est-à-dire en 
implémentant uniquement l’effet de nucléation. Lorsque la finesse de quartz est importante, 
les sites de nucléation sont plus nombreux, ce qui amplifie l’hydratation du ciment et donc 
augmente la chaleur d’hydratation. Concernant la simulation, l’effet de nucléation n’étant pas 
pris en compte dans le modèle initial, la chaleur d’hydratation du ciment simulée est plus 























Modélisation avec un jeu de paramètres unique
25% Quartz avec Dmoy = 215 µm
25% Quartz avec Dmoy = 24 µm
25% Quartz avec Dmoy = 14 µm
25% Quartz avec Dmoy = 4 µm























Modélisation avec un jeu de paramètres unique
75% Quartz avec Dmoy = 61 µm
75% Quartz avec Dmoy = 24 µm
75% Quartz avec Dmoy = 4 µm























Modélisation par recalage des paramètres
25% Quartz avec Dmoy = 215 µm
25% Quartz avec Dmoy = 24 µm
25% Quartz avec Dmoy = 14 µm
25% Quartz avec Dmoy = 4 µm























Modélisation par recalage des paramètres
75% Quartz avec Dmoy = 61 µm
75% Quartz avec Dmoy = 24 µm
75% Quartz avec Dmoy = 4 µm
75% Quartz avec Dmoy = 2 µm
(a) (b) 
(a) (b) 




expérimentales pour la modélisation de la dilution à 75% avec un diamètre de grain de 215 
µm, la simulation a été réalisée par extrapolation des coefficients A et rk du ciment à partir de 
la loi d’évolution (Eq. IV – 8). Pour les liants avec 75% de quartz, en assumant qu’à 60 heures 
le point simulé avec la loi d’évolution est proche de la valeur expérimentale, l’augmentation 
de la chaleur d’hydratation lors du passage d’un diamètre de 215 µm à 24 µm est de 25%. 
Nous avons fait l’hypothèse que l’effet de nucléation est d’autant plus accentué lorsque la 
proportion volumique de quartz est élevée (davantage de sites de nucléation). L’effet de 
nucléation dépend donc du diamètre des additions et également de leur proportion dans le 
liant. 
Sur la Figure IV – 20, pour chaque finesse testée, les paramètres du ciment A et rk ont 
été recalés. Aux très forts taux de substitutions (75%) avec des additions très fines (4 et 2 
µm), nous remarquons un décrochage entre la simulation et les mesures expérimentales au-
delà de 40 heures. Cet écart peut s’expliquer par le fait que le troisième paramètre de calage n 
est fixé, ce qui ne nous permet pas d’accéder à des lois d’évolutions suffisamment 
représentatives. En l’absence de points intermédiaires pour des taux de substitution compris 
entre 25% et 75%, nous avons fait l’hypothèse que l’évolution des deux paramètres A et rk en 
fonction du taux de substitution est linéaire. L’expression de Pnuc devient ainsi : 
{
PAnuc = 1 + (1 − 𝛼𝑐) × (0.05 𝑓𝑉𝑎 + 2.30) × exp
(−𝐷 (−2.90∙𝑓𝑉𝑎+2.30)−1.15∙𝑓𝑉𝑎)
Prknuc = 1 + (5.85 𝑓𝑉𝑎 − 4.40) × exp
(−D (0.85∙𝑓𝑉𝑎−0.10)+0.30∙𝑓𝑉𝑎)                              
  (IV – 9) 
Où : 
- fVa est le pourcentage volumique d’addition dans le liant 
- 𝐷 est le diamètre moyen de l’addition en µm 
- (1 − 𝛼𝑐) représente l’atténuation de la nucléation hétérogène dans le temps.  
Il est important de préciser que dans cette étude paramétrique, ce sont les effets 
physiques du quartz sur la chaleur d’hydratation d’un ciment 42,5 R qui ont été évalués. Il est 
possible qu’en changeant le type de ciment et/ou le type d’addition avec une morphologie 
différente, l’impact des effets physiques soit légèrement modifié. Pour appliquer ces lois 
d’évolution au ciment et aux additions de la présente étude, nous avons fait l’hypothèse que le 
type de ciment et/addition a un impact négligeable sur les lois d’évolution.  
 
 




IV.3.3. Modèle d’hydratation des liants binaires 
Avant d’évaluer l’impact de la modification de la loi de cinétique sur l’hydratation des 
liants ternaires, il est important de vérifier que la modélisation permet de reproduire 
correctement les évolutions expérimentales de l’hydratation des liants binaires. Dans cette 
partie, le calage des paramètres du ciment est mené en appliquant les lois d’évolution 
proposées (Eq. IV – 7) puis le modèle est validé par une confrontation des mesures 
expérimentales de quantité de portlandite et d’eau liée avec les prédictions du modèle. 
IV.3.3.1. Nouveau calage des additions 
La prise en compte des effets physiques sur l’hydratation du ciment à travers les lois 
d’évolution (Eq. IV – 7) permet une meilleure détermination des paramètres des additions 
pouzzolaniques. Ils dépendent à présent uniquement de la réactivité, sont intrinsèques à 
l’addition et ne compensent plus les manques associés au ciment évoqués précédemment. En 
effet, lorsque le jeu de paramètres est déterminé sur l’essai Langavant, il est possible de 
simuler l’hydratation des mortiers comprenant cette addition quel que soit le taux de 
substitution. Les valeurs des paramètres de calage des additions sont présentées dans le 
Tableau IV – 8. 
Tableau IV – 8 : Paramètre de calage des constituants après l’implémentation des lois d’évolutions  
 
CEM I FS CV L 
Ai 4,686 (+PA) 1,997 0,572 0,993 
rk 0,873 (+Prk) 1,657 0,023 2,609 
n 0,395 0,069 0,122 0,225 
Les nouveaux jeux de paramètres FS/CV/L permettent de réduire l’impact des 
additions pouzzolaniques sur l’hydratation du liant tandis que le terme P qui rend compte des 
effets de dilution et de nucléation va permettre d’accélérer l’hydratation du ciment. Ce terme 
P dépend du taux de substitution et de la finesse de l’addition présente dans le mélange. 
IV.3.3.2. Chaleur d’hydratation 
Dans cette partie, les chaleurs d’hydratation de tous les liants binaires sont présentées. 
Ces essais Langavant ont servi à la détermination des valeurs des paramètres de calage 
présentés dans le Tableau IV – 8. La simulation de l’évolution de la chaleur d’hydratation 




d’un mortier à base de CEM I 52,5 PM ES est comparée à l’évolution expérimentale sur la 
Figure IV – 21. 
 
Figure IV – 21 : Modélisation de la chaleur d’hydratation du mortier de référence 
La chaleur d’hydratation mesurée sur le CEM I 52,5 est légèrement plus faible que 
celle mesurée sur le mortier de référence CEM I 42,5 de l’étude de [Lawrence et al., 2003]. 
En effet, la teneur en C3A, phase la plus exothermique [Baroghel-Bouny, 1994], est limitée 
dans les ciments choisis pour composer les liants ternaires. Etant donné que le pourcentage 
volumique d’additions est nul, les valeurs des paramètres de calage du ciment Amod et rkmod 
sont les mêmes que celles des paramètres de calage du modèle initial. 
L’étape suivante pour la détermination des paramètres des additions pouzzolaniques 
est le calage de ces paramètres sur un mortier binaire en utilisant les paramètres modifiés du 
ciment. En Figure IV – 22, une confrontation entre les points expérimentaux et la simulation 
du modèle est présentée pour chaque mortier binaire : fumée de silice (a), cendres volantes (b) 
et le laitier (c). Dans le cas des mortiers avec des cendres volantes et du laitier, le calage du 
paramètres a été réalisé avec un seul taux de substitution et les valeurs obtenues de ces 
paramètres sont réutilisées pour la simulation de l’autre taux de substitution. En effet, les 
paramètres de calage sont intrinsèques à l’addition et ne dépendent pas du taux de 
substitution. En revanche, les paramètres de calage du ciment dépendent du taux de 






























Figure IV – 22 : Confrontation des évolutions de la chaleur d’hydratation mesurées et simulées par le modèle pour 
les différents mortiers binaires : FS (a), CV (b) et L(c) 
De manière générale, le modèle est capable de simuler les chaleurs d’hydratation des 
différents mortiers binaires testés. Dans le mortier avec la fumée de silice (Figure IV – 22a), 
bien que celle-ci remplace le ciment à hauteur de 30 %, la chaleur d’hydratation du mortier est 
aussi importante que celle d’un mortier de référence. Ce résultat est confirmé par d’autres 
auteurs [Sanchez de Rojas et Fras, 1995; Kadrie et Duval, 2009]. Cette chaleur élevée est 
attribuée à l’exothermicité de la fumée de silice (860 J/g) soit le double de celle du ciment. 
La substitution du ciment par les cendres volantes (Figure IV – 22b) permet de réduire 
la chaleur d’hydratation [Tokyay, 1988]. Le jeu de paramètre pour les cendres volantes a été 
déterminé sur le mélange avec 30 % de CV, et ce même jeu est utilisé pour valider la 
simulation de la chaleur d’hydratation du mélange avec 70 % de CV avec les mesures 
expérimentales. La mesure de la chaleur d’hydratation se fait sur la période dormante (1 
semaine) de cette addition et complique donc la détermination des paramètres de calage des 
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une durée d’essai insuffisante pour bien évaluer la réactivité, soit aux effets physiques mal 
évalués des cendres volantes sur l’hydratation du ciment ou encore aux valeurs des données 
d’entrée prises dans la littérature (plage très large de valeurs pour l’énergie d’activation et la 
chaleur théorique infinie). 
L’incorporation du laitier de haut fourneau (Figure IV – 22c) dans les mortiers de 
CEM I conduit à une évolution de la chaleur d’hydratation moins rapide que celle du mortier 
de référence, car la cinétique d’hydratation du laitier est plus lente que celle du ciment. Ce 
résultat est confirmé par plusieurs auteurs [Douglas et al., 1990, Glasser, 1991]. Le jeu de 
paramètre pour le laitier a été déterminé sur le mélange avec 70 % de laitier, et ce même jeu 
est utilisé pour confronter la simulation de la chaleur d’hydratation du mélange avec 30 % de 
laitier aux mesures expérimentales. La simulation des chaleurs d’hydratation est satisfaisante. 
L’hydratation du clinker conduit à un relargage des ions alcalins dans la solution interstitielle 
qui permet ainsi l’activation des propriétés pouzzolaniques du laitier. Ces phénomènes 
physiques peuvent justifier les changements de cinétique observés sur les deux courbes. En 
effet, ce changement intervient plus tardivement sur la courbe avec 30% de laitier, car la 
cinétique d’hydratation du ciment serait moins amplifiée qu’à 70%.  
Nous avons donc cherché à valider les modifications proposées du modèle à l’aide 
d’autres indicateurs : la quantité de portlandite et la teneur en eau liée. Le modèle 
d’hydratation est également un modèle stœchiométrique qui permet de corréler la composition 
initiale aux hydrates finaux formés. Il est donc possible, à partir de la chaleur d’hydratation, 
de simuler l’évolution des quantités de portlandite et de l’eau liée dans le temps. Ces deux 
indicateurs de l’hydratation ont été mesurés expérimentalement par l’intermédiaire de 
l’analyse thermogravimétrique. Elle permet une quantification plus précise que la DRX de 
certains hydrates dont la température de déshydratation est connue comme la portlandite. De 
plus, comme les échantillons ont été lyophilisés au préalable, c’est-à-dire qu’il n’y a plus 
d’eau libre, la perte de masse est directement associée à la quantité d’eau liée des hydrates. 
IV.3.3.3. Quantité de portlandite 
La portlandite issue de l’hydratation du ciment est principalement consommée par la 
silice des additions pouzzolaniques pour former des silicates de calcium hydratés. Dans le cas 
des laitiers, [Kolani, 2012] considère deux sources de calcium possibles pour la silice 
réactive. Le calcium peut être issu de la dissolution de la portlandite et du laitier anhydre 
résiduel. Le calcul de la quantité de portlandite est fait en fonction du rapport Ca/Si. Dans le 




modèle d’hydratation, le rapport Ca/Si des C-S-H formés initialement avec les réactions 
pouzzolaniques de la fumée de silice ou des cendres volantes est de 1,15 tandis que pour le 
laitier, ce rapport est variable et dépend de la quantité de calcium disponible. La 
consommation de la portlandite dans les liants avec laitier dépend donc du rapport Ca/Si des 
C-S-H. Ces hypothèses ont déjà été implémentées dans une étude précédente [Kolani, 2012]. 
La Figure IV – 23 présente les évolutions de la quantité de portlandite en fonction du temps 
pour les mortiers à base de liants binaires de notre étude et de celle de [Kolani, 2011]. Ces 
mesures sont comparées avec les simulations du modèle. 
 
Figure IV – 23 : Confrontation de la simulation de la quantité de portlandite par le modèle avec les données 
expérimentales de [Kolani, 2012] (a) et de la présente étude (b)  
Pour les mortiers contenant uniquement du ciment Portland, la quantité de portlandite 
formée par l’hydratation du clinker augmente avec le temps. La simulation des quantités de 
portlandite de mortier avec du laitier a été validée durant l’étude de [Kolani, 2012]. Les écarts 
entre les valeurs expérimentales et la simulation de la quantité de portlandite sur les mortiers 
avec du laitier sont les mêmes que ceux constatés par [Kolani, 2012]. Les modifications 
apportées au modèle initial permettent de retrouver les simulations réalisées par cet auteur. La 
prise en compte des effets physiques à travers les paramètres de calage du ciment est une 
solution alternative pertinente pour la modélisation de liants fortement dilués même si ces lois 
proposés doivent être renforcées par des essais complémentaires. Pour les échantillons 
contenant de la fumée de silice ou des cendres volantes (Figure IV – 23), la production de 
portlandite est ralentie après 12 heures et sa quantité commence à diminuer après 72 heures. 
L’utilisation de la fumée de silice entraîne une consommation plus rapide de la portlandite 
que les cendres volantes car la proportion de silice réactive est supérieure. Un décalage est 
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provenir d’une mauvaise estimation des paramètres de calage des cendres volantes en raison 
de leur faible réactivité sur la durée de l’essai considéré.  
IV.3.3.4. Teneur en eau liée 
A partir de l’exploitation des données de l’analyse thermogravimétrique, la quantité 
d’eau liée peut également être déduite. Il s’agit d’un autre indicateur de l’avancement de 
l’hydratation. L’évaluation de la quantité d’eau liée est proposée ici pour valider le modèle 
d’hydratation sur les liants binaires. Cette teneur est déterminée à partir du rapport H/S des 
silicates de calcium hydratés. Ce rapport H/S dépend principalement du rapport C/S [Adenot, 
1992 ; Brouwers, 2004]. Dans le cas des laitiers, une équation (Eq. I – 7) proposée dans les 
travaux de [Kolani, 2012] permet de rendre compte des variations de rapport C/S des C-S-H. 
La Figure IV – 24 présente les évolutions de la teneur en eau en fonction du temps pour les 
mortiers à base de liants binaires testés de notre étude et de celle de [Kolani, 2011]. Ces 
mesures sont comparées avec les simulations du modèle. 
  
Figure IV – 24 : Confrontation de la simulation de la teneur en eau liée par le modèle avec les données 
expérimentales (en % massique de pâte) de [Kolani, 2012] (a) et de la présente étude (b) 
La formation d’hydrates conduit à une augmentation de la teneur en eau liée dans le 
temps. L’hydratation est ralentie à long terme car elle est pilotée par les phénomènes de 
diffusion. La simulation de la teneur en eau liée par le modèle est satisfaisante en termes de 
tendance, mais il tend à surestimer la quantité d’eau liée réelle à long terme même pour la 
pâte de ciment seule (Figure IV – 24a). Nous retrouvons ces mêmes écarts sur les simulations 
des pâtes binaires de notre étude (Figure IV – 24b). Ces valeurs restent cohérentes avec la 
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rapide de la portlandite et donc une production trop importante de C-S-H issus des réactions 
pouzzolaniques. 
Dans la simulation originale de [Kolani, 2012], les écarts sont supérieurs à court terme 
(7 jours) et plus faibles à long terme. Cette différence est liée aux modifications réalisées 
notamment au niveau de la fonction qui gère l’eau dans la loi de cinétique. Dans notre 
approche, nous prenons initialement en compte la quantité d’eau réelle disponible et non la 
teneur en eau seuil. Il est aussi possible que ce décalage provienne des hypothèses émises 
pour le calcul de l’eau liée. En effet, la teneur en eau liée est calculée à partir du rapport Ca/Si 
des C-S-H. L’analyse EDS montre que le rapport Ca/Si de la pâte évolue dans le temps. Par 
conséquent, le calcul de la teneur de l’eau liée en fonction d’un rapport Ca/Si figé peut être à 
l’origine des écarts constatés à long terme.  
La modélisation de l’hydratation des liants binaires est satisfaisante. En perspective, il 
serait intéressant de renforcer les lois d’évolution, notamment la fonction d’atténuation (pour 
la simulation à long terme) et d’améliorer le modèle stœchiométrique pour prendre en compte 
des C-S-H évolutifs. 
IV.3.4. Validation du modèle sur les liants ternaires 
Nous avons vu qu’avec l’approche du modèle initial, la chaleur d’hydratation prédite 
était trop importante par rapport à celle mesurée expérimentalement. Cet écart est attribué aux 
effets physiques des additions pouzzolaniques sur le ciment qui n’était pas pris en compte 
dans le modèle. Nous avons implémenté ces effets dans les paramètres de calage du ciment à 
travers des lois empiriques (Eq. IV – 7) et nous avons ensuite testé la simulation de 
l’hydratation des liants binaires avec la nouvelle approche. Maintenant, la dernière étape qui 
est aussi l’objectif de ce chapitre est la prédiction de l’hydratation des liants ternaires. 
Contrairement à la partie précédente IV.3.3 où les paramètres ont été calés pour 
retrouver la chaleur d’hydratation, les jeux de paramètres détaillés dans le Tableau IV – 8 sont 
conservés. Les évolutions des quantités de portlandite et de teneur en eau liée mesurées sont 
aussi comparées aux simulations du modèle afin de vérifier sa précision. Nous présenterons 
également l’évolution du degré d’hydratation à partir de ces mêmes paramètres de calage. En 
effet, le degré d’hydratation est un paramètre indispensable pour la modélisation THCM de 
l’ouvrage puisqu’elle conditionne les propriétés mécaniques du matériau. 
 




IV.3.4.1. Chaleur d’hydratation 
Les évolutions expérimentales de la chaleur dégagée par les liants ternaires sont 
comparées à celles calculées avec le modèle initial et avec le modèle modifié qui inclue les 
lois décrites dans la partie IV.3.2 (Figure IV – 25). 
  
Figure IV – 25 : Confrontation des chaleurs mesurées expérimentalement avec les prédictions du modèle initial (a) 
et avec le modèle modifié (b.) en condition semi-adiabatique 
La chaleur d’hydratation des liants ternaires à 60 h est environ deux fois moindre que 
celle d’un mortier de référence (300J/g). Cette réduction de chaleur est attribuée à une dilution 
du ciment qui constitue 37,5% du liant TCV et 20 % du liant TL. Initialement, la chaleur 
dégagée par TCV est plus importante que celle de TL mais à 60 heures, les deux courbes 
expérimentales de chaleur convergent vers une même valeur.  
La prise en compte de ces effets de dilution et de nucléation hétérogène induits par les 
additions pouzzolaniques, permet une meilleure prédiction du modèle modifié par rapport au 
modèle initial. Dans la simulation du modèle, les deux courbes convergent à environ 120 
heures. Il est possible d’améliorer la fonction d’atténuation (𝟏 − 𝜶𝒄) pour permettre de 
converger plus rapidement. Par ailleurs, l’hydratation n’étant plus pilotée par la teneur en eau 

















































Figure IV – 26 : Confrontation des chaleurs mesurées expérimentalement sur les 20 premières heures avec modèle 
initial (a) et le modèle amélioré (b) en condition semi-adiabatique 
Les écarts observés entre la prédiction du modèle et les données expérimentales, 
relativement modérés, peuvent avoir plusieurs sources. Tout d’abord, les lois d’évolution sont 
basées sur une étude où, en raison du manque de données, une extrapolation a été faite pour 
déduire l’évolution à des très forts taux de dilution. L’impact de la nucléation dépendant du 
support de nucléation, les additions pouzzolaniques pourraient donc avoir un effet sur 
l’hydratation du ciment différent de celui du quartz. Cela nécessiterait donc une étude affinée 
pour estimer l’effet de nucléation propre à chaque addition. Enfin, une autre source 
d’incertitude proviendrait des données d’entrée pour les additions pouzzolaniques dont la 
variabilité peut être importante : la granulométrie, l’énergie d’activation et la chaleur 
d’hydratation théorique à hydratation totale (valeurs de la littérature référencées dans le 
Tableau IV – 6).  
Une simulation de la chaleur d’hydratation en condition isotherme est réalisée en 
utilisant les mêmes valeurs des paramètres du Tableau IV – 8 et est confrontée avec la mesure 
expérimentale. L’essai de calorimétrie isotherme présente plusieurs avantages. En contrôlant 
la température d’hydratation à 20°C, cela permet de limiter l’impact de l’énergie d’activation 
sur l’hydratation du liant. De plus, en l’absence des déperditions thermiques, les résultats 
expérimentaux sont fiables même à long terme. Enfin, en travaillant sur une échelle de 
matériaux différente, la pâte au lieu du mortier, il est possible de vérifier la robustesse du 
modèle. En revanche, le modèle est conçu principalement pour l’évaluation du risque de 
fissuration au jeune âge et s’intéresse principalement à l’hydratation dans les premiers jours. 




























































Les chaleurs d‘hydratation mesurées en condition isotherme pour les deux formules de 
bétons bas pH sont confrontées à la prédiction du modèle d’hydratation en Figure IV – 27. 
 
Figure IV – 27 : Confrontation des chaleurs mesurées expérimentalement avec les prédictions du modèle en 
condition isotherme 
L’évolution de la chaleur dégagée en condition isotherme suit la même tendance que 
celle en condition semi-adiabatique. La chaleur d’hydratation de TL est initialement la plus 
faible, mais elle rejoint celle de TCV à long terme. Une chaleur dégagée de 150 J/g de liant est 
atteinte au bout de 40 heures en condition semi-adiabatique contre 80 heures en condition 
isotherme. L’impact de l’énergie d’activation est donc important, même si l’élévation de 
température est inférieure à 10°C durant les essais Langavant. La simulation tend à surestimer 
les mesures expérimentales. La convergence des deux courbes de chaleur dans le modèle est 
obtenue à environ 350 h au lieu de 150 heures expérimentalement. 
Nous retrouvons cependant par la modélisation des résultats comparables en termes 
d’ordre de grandeur et de tendance. Les écarts peuvent être expliqués par une estimation 
légèrement incorrecte des valeurs des paramètres de calage, provenant probablement 
d’approximations dans les hypothèses de modélisation. En effet, si l’énergie d’activation était 
mal évaluée initialement, l’erreur serait reportée sur les paramètres de calage et donc sur la 
simulation isotherme. Dans l’idéal, il faudrait effectuer un calage sur des essais de 
calorimétries isothermes. Cependant, sans connaitre l’impact de ce type de condition, sur les 
lois d’évolution proposées pour les paramètres de calage du ciment, le calage étant réalisé sur 
des essais de calorimétrie semi-adiabatique, nous avons décidé de conserver les paramètres du 



























Le modèle d’hydratation est capable de reproduire les chaleurs d’hydratation des liants 
ternaires à partir des données d’entrée de chaque constituant du liant. De manière générale, le 
modèle serait capable de simuler l’hydratation d’un liant (quelle que soit la proportion des 
constituants de ce liant) dès lors que les paramètres de chaque constituant sont connus. Dans 
le modèle, il est aussi possible de coupler la loi de cinétique à une loi de conservation de la 
masse d’eau qui permet de gérer les échanges d’eau avec l’environnement (humidité relative, 
le vent, la cure) et à une loi de conservation de la chaleur pour décrire les échanges 
thermiques (convection, ensoleillement) qui ont lieu au cours de l’hydratation pour la 
modélisation d’une structure dans les conditions réelles de son environnement. 
IV.3.4.2. Quantité de portlandite 
Une validation supplémentaire du modèle est proposée par l’intermédiaire de la 
confrontation de la quantité de portlandite prédite par le modèle et les mesures 
expérimentales. Dans la littérature, les pâtes bas pH à base de liants binaires [Garcia et al., 
2007] ou de liants ternaires [Nishiuchi et al., 2007 ; Bach, 2011] ont en commun une absence 
totale de portlandite à long terme. Le suivi de cette quantité est donc un bon d’indicateur de 
l’hydratation. Les résultats de l’analyse thermogravimétrique de [Codina, 2007] montrent une 
faible teneur en portlandite à 28 jours pour TCV tandis que les résultats de diffraction aux 
rayons X à 7 jours sur les liants de notre étude présentent un pic de portlandite peu 
significatif. La quantité de portlandite a donc été suivie dès le jeune âge, entre 12h et 28 jours. 
Son évolution et la confrontation avec les prédictions du modèle sont présentées en Figure IV 
– 28. 
 
Figure IV – 28 : Confrontation de l’évolution de la quantité de portlandite en % massique de pâte prédite par le 

































Dans les liants ternaires, la faible teneur en ciment et la quantité importante 
d’additions pouzzolaniques conduisent à une consommation rapide de la portlandite au jeune 
âge. La quantité de portlandite maximale est faible par rapport à une pâte de ciment pure pour 
laquelle la teneur de ce composé peut être comprise entre 20 et 25% [Mindess et al., 2003]. 
Cette quantité maximale est bien reproduite par le modèle. La proportion de ciment étant 
supérieure dans le liant TCV (37,5%), la quantité maximale atteinte est plus élevée que celle 
dans la pâte TL (20%). La cinétique d’évolution de la portlandite indique que sa production, 
de par l’hydratation du clinker, est inférieure à la quantité consommée par les additions 
pouzzolaniques à partir de 48 heures, comme pour les liants binaires. Le cobroyage du liant 
peut expliquer la réactivité accrue des pouzzolanes qui conduit donc à une consommation 
totale à 28 jours, contrairement aux résultats de [Codina, 2007].  
La tendance d’évolution de la quantité de portlandite est respectée par le modèle en 
utilisant le même jeu de paramètres que pour la simulation de la chaleur d’hydratation. Les 
résultats expérimentaux et calculés sont comparables en termes de tendance et d’ordre de 
grandeur, en particulier jusqu’à 100 heures. Au-delà, le modèle tend à surestimer la quantité 
de portlandite par une consommation trop lente. Si l’on observe plus attentivement les 
résultats des essais de chaleur d’hydratation en condition isotherme qui se rapprochent le plus 
des conditions de température de cure des échantillons de pâte testés, on constate que le 
modèle tend à surestimer légèrement la chaleur d’hydratation. Cette surestimation pourrait 
être liée à une hydratation prédite du ciment trop importante en raison d’une atténuation de 
l’effet de nucléation mal estimée et donc à une production de portlandite supérieure à la 
réalité.  
IV.3.4.3. Teneur en eau liée 
Une dernière validation du modèle est proposée avec la confrontation de l’évolution de 
la teneur en eau liée mesurée et celle calculée. Ces résultats sont présentés pour les deux pâtes 
de liants ternaires sur la Figure IV – 29. 





Figure IV – 29 : Confrontation de l’évolution de la teneur en eau liée prédite par le modèle avec les données 
expérimentales mesurées 
La teneur en eau liée augmente avec le temps, car les réactions d’hydratation 
consomment l’eau. Les liants TCV et TL ont deux allures relativement distinctes. Le mélange 
ternaire TL a une cinétique d’évolution plus lente au jeune âge en raison de la faible teneur en 
clinker. En revanche, à long terme, les propriétés hydrauliques latentes du laitier conduisent à 
une production d’hydrates qui continue de se développer de manière plus importante, ce qui 
conduit à un changement de cinétique entre TL et TCV. L’évolution prédite par le modèle est 
assez précise en termes d’amplitude et de cinétique. Ces courbes sont en accord avec les 
calorimétries isothermes. Entre 0 et 30 heures, pour TCV, la chaleur d’hydratation est bien 
prédite et donc la teneur en eau liée l’est aussi. Au-delà de 30 heures, comme la chaleur 
prédite est légèrement surestimée (production d’hydrates), la teneur en eau liée l’est 
également. Par la suite, le modèle a tendance à sous-estimer la quantité d’eau liée, notamment 
pour TCV, principalement à cause des incertitudes demeurant sur l’hydratation de la cendre. 
La teneur en eau liée est calculée dans le modèle à partir du rapport H/S des silicates 
de calcium. Ce rapport dépend principalement du rapport C/S et du degré de saturation des C-
S-H. Comme pour la portlandite, l’hypothèse du modèle sur la valeur du rapport C/S étant 
différente de celle estimée expérimentalement, des écarts étaient attendus. Cependant, la 
prédiction demeure encore correcte à 28 jours. 
A partir de la connaissance de la teneur en eau liée dans la pâte, celle de l’eau libre 































une confrontation de la porosité de la pâte mesurée expérimentalement à 28 jours et la 
porosité prédite par le modèle. Les résultats de porosité sont présentés en Tableau IV – 9. 
Tableau IV – 9 : Confrontation des mesures expérimentales de la porosité sur pâte à 28 jours avec la prédiction du 
modèle 
  Mesures exp. (en %) Modèle (en%) 
TCV 48,9 47,4 
TL 46,8 45,9 
Comme les prédictions des teneurs en eau liée sont assez précises à 28 jours, les 
porosités accessibles à l’eau (la teneur en eau libre dans le modèle) calculées à partir de ces 
valeurs sont donc aussi très proches de celles mesurées expérimentalement.  
IV.3.4.4. Simulation du degré d’hydratation 
Le degré d’hydratation est un paramètre clé pour la modélisation du comportement de 
la structure à long terme, car il représente l’évolution microstructurale du matériau dans le 
temps. Par ailleurs, il est possible de coupler cette grandeur avec les propriétés mécaniques 
[De Schutter, 1995] comme nous le verrons dans le chapitre suivant. L’estimation précise du 
degré d’hydratation par le modèle est donc primordiale si l’on veut être capable de prédire le 
comportement mécanique des structures en béton bas pH. La loi de cinétique du modèle 
d’hydratation est propre à chaque constituant et, par conséquent, l’évolution du degré 
d’hydratation de chaque anhydre est accessible dans le modèle. En considérant que la chaleur 
d’hydratation, la quantité de portlandite et la teneur en eau liée calculées à partir du degré 
d’hydratation sont correctement simulées, la prédiction du degré d’hydratation devrait l’être 
tout autant. La Figure IV – 30 présente une simulation de l’évolution du degré d’hydratation 
de chaque constituant pour les pâtes de TCV et de TL (rapport E/L de 0,4). Nous nous 
référerons à cette courbe pour évaluer le degré d’hydratation des bétons bas pH de l’étude. 





Figure IV – 30 : Evolution du degré d’hydratation dans les pâtes de liants ternaires, pour unE/L = 0,4, pour un 
CEM I, pour TCV (à gauche) et TL (à droite)  
L’évolution du degré d’hydratation des additions pouzzolaniques est faible dans les 
deux liants étudiés. Les cartographies et analyses au MEB montrent également une grande 
proportion d’anhydres dans la pâte. Les degrés d’hydratation du ciment et de la fumée de 
silice évoluent de manière similaire dans les deux liants. La portlandite a été consommée 
principalement par la silice réactive de la fumée de silice. Dans le cas du liant TL, le laitier a 
des propriétés hydrauliques latentes et son hydratation n’est pas limitée par la quantité de 
portlandite disponible. Le degré d’hydratation du laitier, et donc du liant TL, ne se stabilise 
pas comme les autres additions, ce qui traduit le caractère hydraulique latent de cette addition. 
Une simulation du modèle à 500 ans donne une valeur de degré d’hydratation du liant TCV de 
0,45 tandis que celui de TL serait de 0,70. Les anhydres résiduels devraient participer au 
rééquilibrage chimique de la matrice cimentaire. Il faudrait dès lors intégrer ce phénomène 
dans l’évolution du degré d’hydratation pour avoir une meilleure pertinence du modèle à long 
terme. C’est d’ailleurs l’objet du travail de thèse de [El Bitouri, 2014] portant aussi sur les 
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L’hydratation des liants bas pH au cours du temps a été traitée dans ce chapitre. Les 
résultats obtenus sont concordants avec ceux des études précédentes notamment suite aux 
modifications faites sur la formulation (cobroyage). Les essais de diffraction de rayons X, de 
microscopie électronique et les extractions ont permis de mettre en évidence que : 
 La microstructure des liants bas pH est similaire à celle observée par [Codina, 2007 et 
Bach, 2011]. Les phases anhydres et hydratés propres des liants bas pH sont 
identifiables sur les diffractogrammes et sur les images MEB. Nous constatons une 
présence importante d’anhydres même sur des liants ayant été en cure pendant 1 an. 
 Par une comparaison des échantillons de pâtes et de bétons à l’EDS, nous avons mis 
en évidence que la réactivité de la pâte dans le béton est similaire à celle de la pâte 
seule. Le changement du type de fumée de silice (plus réactive) et le cobroyage des 
différents composants permet l’obtention d’un mélange homogène et réactif.  
 L’analyse à l’EDS du rapport Ca/Si de la pâte permet de mettre en évidence 
l’existence de plusieurs modes qui correspondent à différentes familles d’espèces (C-
S-H, anhydre de ciment, anhydres de fumée de silice…) présentes dans la pâte. Au 
cours du temps, les différents modes se resserrent autour d’un mode unique dont le 
rapport Ca/Si moyen est proche de celui du mélange anhydre. Ce résultat renforce 
l’hypothèse d’un phénomène de rééquilibrage chimique à long terme. 
 Les essais d’extraction de solution interstitielle montrent que les liants bas pH 
atteignent le critère du pH de 11 à 28 jours. La réactivité du liant a un rôle important 
sur la cinétique d’évolution du pH au cours des deux premières années. A long terme, , 
le pH de nos bétons ainsi que ceux de [Codina, 2007 ; Garcia et Verdier, 2009] de 
compositions chimiques des liants similaires, convergent tous vers une même valeur 
de pH d’équilibre. 
Dans la seconde partie du chapitre, une modélisation de l’hydratation des liants 
ternaires est proposée. Le modèle initial n’étant pas réellement adapté aux liants fortement 
dilués, des améliorations ont été apportées au modèle. Le modèle d’hydratation multiphasique 
initial [Buffo-Lacarrière, 2007 et Kolani, 2012] est un modèle stœchiométrique qui rend 
compte des phénomènes thermiques, hydriques et chimiques au cours de l’hydratation. 




Cependant, les effets physiques des additions, dilution et nucléation, sur l’hydratation du 
ciment n’étaient pas totalement intégrés. 
 Pour rendre compte de ces phénomènes, des lois d’évolution empiriques sur les 
paramètres de calage ont été établies à partir d’une étude réalisée par [Lawrence et al. 
2003]. Si l’on synthétise, les effets physiques ont été découplés de l’activité chimique 
et quantifiés à travers des lois d’évolutions intégrées dans les paramètres de calage du 
ciment. 
 Le modèle a été validé sur des liants binaires avec la simulation de trois indicateurs de 
la réaction d’hydratation (chaleur d’hydratation, quantité de portlandite et teneur en 
eau liée). Les résultats obtenus sur les liants binaires permettent de confirmer que les 
modifications du modèle stœchiométrique apportées par [Kolani, 2012] sont 
compatibles avec les changements que nous avons apportés. La simulation des liants 
binaires est ainsi globalement améliorée. 
 Ces modifications ont permis de prédire avec une précision satisfaisante l’hydratation, 
les chaleurs d’hydratation, les quantités de portlandite et les teneurs en eau liée des 
liants ternaires avec un seul et jeu unique de paramètres propre à chaque addition. Par 
conséquent, nous utiliserons le degré d’hydratation calculé par le modèle avec ces 
même jeux de paramètres pour la modélisation des propriétés mécaniques détaillée le 
chapitre suivant. 
Les applications industrielles pour le modèle sont prometteuses. Dans le cadre du 
développement durable, les liants sont de plus en plus dilués avec des additions qui sont 
souvent des sous-produits industriels valorisables. Les modifications apportées au modèle 
visent à améliorer la simulation de l’hydratation de ces liants. A partir d’un essai Langavant, il 
est donc ainsi possible de connaitre le jeu de paramètre d’un constituant, et de simuler 
l’hydratation tous les liants comprenant ce constituant sans faire d’essais supplémentaires. 
. 










CHAPITRE 5 : 
COMPORTEMENT A L’ETAT DURCI 
  





Les formules de référence des bétons bas pH ont été figées dans le chapitre 2 de la 
thèse et leur comportement à l’état frais a été étudié dans le chapitre 3. Les résultats 
expérimentaux et le modèle d’hydratation présentés dans le chapitre 4 fournissent les 
informations sur la microstructure et sur l’évolution physico-chimique de la pâte au cours de 
l’hydratation. Nous allons présenter dans ce chapitre les résultats des propriétés à l’état durci 
des matériaux de notre étude. 
L’objectif est de caractériser le comportement à l’état durci des bétons bas pH. Les 
résultats obtenus seront comparés à des bétons plus classiques (CEM I ou CEM V) de classe 
de résistances comparables, puis confrontés avec ceux obtenus précédemment sur des 
formulations bas pH [Codina, 2010 ; Garcia, 2012 ; Drouet, 2010 ; Ranaïvomanana, 2010]. A 
travers cette comparaison, l’impact des modifications des formules de bétons bas pH 
(nouveaux constituants, cobroyage, optimisation du rapport G/S…) sur les propriétés du 
matériau durci pourra être évalué. L’ensemble des données expérimentales mesurées 
complèteront la base de données actuelle de l’Andra sur ces bétons et pourra servir à des 
études ultérieures notamment pour la modélisation thermo-hydro-chemo-mécanique de 
l’ouvrage de stockage. 
Le chapitre sera découpé en trois parties. Dans un premier temps, nous aborderons les 
méthodes et protocoles expérimentaux utilisés pour l’ensemble de la campagne d’essais 
menée. La seconde partie de ce chapitre est consacrée aux propriétés mécaniques instantanées 
et différées des bétons bas pH. L’utilisation des bétons bas pH étant pressentie dans le 
scellement des ouvrages, la caractérisation des propriétés de transfert est indispensable à 
l’étude. L’évaluation et la modélisation des propriétés de transfert feront l’objet de la 
troisième partie. 
 Les propriétés mécaniques évoluent en fonction de l’avancement de l’hydratation du 
matériau. Il est possible de coupler la chimie du matériau avec la mécanique [De 
Schutter et Taerwe, 1996]. Nous utiliserons cette modélisation pour évaluer 
l’évolution des propriétés mécaniques et simuler la maturométrie du matériau au cours 
de son hydratation. Nous proposons ensuite de simuler un essai de flexion trois points 
sur un béton bas pH avec un modèle d’endommagement anisotrope développé au 
LMDC [Sellier et al., 2013]. 




 Les déformations différées libres (retrait) et sous charge (fluage) ont été évaluées sur 
les bétons bas pH. Deux cures, endogène et humide, ont été étudiées pour analyser 
l’impact de la cure sur les déformations et l’effet du degré de saturation sur le 
comportement différé sous charge ultérieur, notamment le fluage de dessiccation. 
Nous avons ensuite simulé le fluage propre avec un modèle rhéologique qui permet de 
prendre en compte le comportement réversible et irréversible du fluage [Sellier et al, 
2012]. 
 Les grandeurs caractéristiques des propriétés de transfert mesurées sont la porosité à 
l’eau, le coefficient de diffusion des chlorures, la perméabilité au gaz, la perméabilité 
au liquide (eau, éthanol) et les isothermes de désorption. Nous avons ensuite utilisé le 
modèle de réseaux poreux de [Ranaïvomanana, 2010] pour retrouver ces isothermes et 
simuler les perméabilités relatives et les pertes de masses des échantillons de béton. 
V.1. Matériels et méthodes 
Dans cette partie, nous présenterons dans un premier temps le programme 
expérimental mis en œuvre pour la caractérisation du comportement à l’état durci. Nous 
aborderons ensuite le principe et le protocole expérimental des essais mécaniques et des essais 
de transfert. L’ensemble des éprouvettes utilisées pour la caractérisation mécanique est issu 
d’une même gâchée de 200 litres pour limiter les écarts pouvant provenir de la mise en œuvre. 
Les échantillons ont été démoulés 24 heures après coulage, puis conservés dans une salle 
maintenue à 20°C et à une humidité relative de 98 ± 2%. La même procédure (coulage, cure) 
a été appliquée pour les éprouvettes dédiées à la caractérisation des propriétés de transfert. 
Les propriétés de transfert ont été déterminées sur des éprouvettes dont l’hydratation est 
avancée (plus de 6 mois de cure) pour éviter que l’hydratation et les changements 
microstructurels au jeune âge ne viennent biaiser les résultats et leurs interprétations. 
V.1.1. Programme expérimental 
La campagne expérimentale pour la caractérisation de la microstructure est synthétisée 
dans le Tableau V – 1, avec les objectifs visés et les échéances de mesures. Le protocole 
expérimental pour chaque essai est détaillé dans les sous-parties. 




Tableau V – 1 : Programme expérimental pour la caractérisation des propriétés à l’état durci 
 









compression 1, 3, 5, 7, 10, 
14, 28, 90, 180, 
395 et 730 j 
Etude de la maturométrie des bétons bas pH et 
simulation de l'évolution des propriétés 
mécaniques par couplage avec l’hydratation 
Résistance en traction par 
fendage 
Module de Young 
Essai de flexion 3 points 7, 14 et 395 j 
Validation du modèle d'endommagement sur les 
bétons bas pH 
Retrait de 1 à 420 j Détermination des déformations différées au cours 
de l'hydratation et à long terme, et modélisation 







Porosité à l'eau 28, 90 et 730 j 
Caractérisation des propriétés de transfert. 
Evaluation de l'impact du changement G/S. 
Coefficient de diffusion 
aux chlorures 
720 j 
Fournir des données d'entrée à des modèles de 
prédiction du comportement des matériaux 
Perméabilité au gaz 180 j 
Détermination des propriétés de transfert des 
bétons bas pH et confrontation avec la prédiction 
du modèle des réseaux poreux pour les 
perméabilités relatives et le séchage 
Perméabilité au liquide 180 j 
Isotherme de 365 à 730 j 
Séchage unidirectionnel de 730 à 810 j 
V.1.2. Mesure des propriétés mécaniques 
Nous présentons dans cette partie le principe et le protocole des essais mécaniques 
réalisés pour déterminer les comportements instantané et différé des bétons bas pH. 
V.1.2.1. Comportement mécanique instantané 
Au cours de la thèse, nous avons mesuré l’évolution de la résistance en compression, 
le module d’élasticité de Young, la résistance à la traction par fendage et la résistance à la 
flexion trois points dans le temps pour obtenir des informations sur la maturométrie des 
bétons bas pH. Les valeurs des caractéristiques mécaniques correspondent à la valeur 
moyenne des résultats d’essais sur trois éprouvettes. 
V.1.2.1.1. Résistance en compression 
La résistance à la compression sur béton durci a été déterminée suivant la norme [NF 
EN 12390-3, 2003]. Cet essai consiste à appliquer une précharge et à incrémenter la 
contrainte de façon continue à une vitesse constante de 0,5 MPa/s jusqu’à la rupture (soit dans 
la plage de 0,2 à 1 MPa/s). Les éprouvettes des essais de résistance en compression sont des 
cylindres de dimensions Ø11 x 22 cm avec les faces extrêmes rectifiées, planes et parallèles. 




Une presse hydraulique de 3000 kN contrôlée en force et conforme à la norme [NF P18-411, 
1981] est utilisée pour cet essai.  
V.1.2.1.2. Module d’élasticité de Young 
Les modules d’élasticité longitudinaux sont déterminés à partir des essais de 
compression suivant la recommandation RILEM [RILEM CPC8, 1975]. Les essais sont 
réalisés sur des éprouvettes cylindriques Ø11 x22 cm sur lesquelles nous fixons une cage 
extensométrique à l’aide de vis pointeaux. La cage est centrée à mi-hauteur par rapport à 
l’éprouvette de manière à éviter la zone des cônes de frettage. Les trois capteurs de 
déplacement longitudinaux type LVDT de la cage sont disposés suivant trois génératrices 
espacées de 120°. Ces capteurs sont reliés à une chaîne d’acquisition qui enregistre les 
évolutions des déplacements en fonction de la force, à partir desquelles on déduit les 
déformations. Le dispositif associant l’éprouvette et la cage d’extensométrie est ensuite 
positionné entre les plateaux de la presse hydraulique pour appliquer le chargement. Le 
principe de chargement préconisé par la recommandation RILEM consiste à effectuer dix 
cycles de charge et décharge d’une amplitude égale à 1/3 de la charge de rupture mesurée 
préalablement sur des essais en compression (Figure V – 1).  
 
Figure V – 1 : Procédure de l'essai de détermination du module d'élasticité en compression [RILEM CPC8, 1975] 
Le module d’élasticité est déterminé lors du dernier cycle de charge et décharge par 
l’intermédiaire de la formule suivante : 










 (V – 1) 
Où : 
- 𝐸 est le module d’élasticité de Young en MPa 
- 𝜎𝑐 est égale à 1/3 de la contrainte en compression à la rupture en MPa 
- 𝜎𝑝 est la contrainte de précharge en MPa 
- 𝜀𝑐 est la déformation longitudinale mesurée correspondant à la contrainte 𝜎𝑐 
- 𝜀𝑝 est la déformation longitudinale mesurée correspondant à la contrainte 𝜎𝑝 
V.1.2.1.3. Résistance en traction par fendage 
La résistance en traction est mesurée par fendage d’une éprouvette cylindrique de 
béton durci selon la norme [NF EN 12390-6, 2012]. Une éprouvette cylindrique de 
dimensions Ø11 x22 cm est soumise sur toute sa longueur à un effort de compression. La 
rupture est ensuite provoquée par les contraintes de traction orthogonales à l’axe de 
chargement qui résultent de l’effort de compression. La vitesse de chargement est prise égale 
à 0,05 MPa/s. Cette vitesse de chargement doit selon la norme être dans la plage de 0,04 à 
0,06 MPa/s. La résistance en traction par fendage est calculée à partir de la charge de rupture 
avec la formule suivante : 
 Rt  =  
2 × F
π ×L ×d
 (V – 2) 
Où : 
- 𝑅𝑡 est la résistance en traction par fendage en MPa 
- 𝐹 est la charge maximale en N 
- 𝐿 est la longueur de la ligne de contact de l’éprouvette en mm 
- 𝑑 est le diamètre de l’éprouvette en mm 
V.1.2.1.4. Essai de flexion trois points 
Le comportement à la rupture du béton est caractérisé par les essais de flexion trois 
points selon la recommandation RILEM [RILEM TC 50 FMC, 1983]. Les essais sont réalisés 
sur des éprouvettes prismatiques de 100 x 100 mm de section et de 500 mm de longueur avec 
une presse de 100 kN. Les éprouvettes sont entaillées à mi-portée à l’aide d’une scie pour 
localiser le plan de fissure principale. Les dimensions de l’entaille sont de 10 mm de hauteur 
et de 5 mm de largeur. L’essai est asservi en déplacement à partir de la mesure de flèche par 




un capteur LVDT. Un second capteur enregistre l’évolution de l’ouverture de la fissure. Un 
schéma du dispositif est consigné en Figure V – 2. 
 
Figure V – 2 : Schéma de l’essai de flexion trois points 
Nous avons imposé une vitesse de chargement qui correspond à un déplacement de la 
flèche de 50 µm par minute jusqu’au pic de rupture puis la vitesse est modifiée à 200 µm par 
minute jusqu’à la fin de l’essai. La résistance en flexion est calculée classiquement avec la 
formule en flexion simple de la théorie des poutres. L’énergie de fissuration est donnée par 
l'aire sous la courbe de force-déformation mesurée. 
V.1.2.2. Comportement mécanique différé 
Nous décrirons dans cette partie la procédure expérimentale pour la détermination des 
évolutions des déformations différées à 20°C. Pour rappel, le comportement différé du béton 
est caractérisé par les variations dimensionnelles qui sont classées en deux catégories : les 
déformations différées libres de retrait et les déformations différées sous charge. La 
déformation sous charge est de manière conventionnelle définie comme étant la somme de la 
déformation instantanée (𝜀𝑖𝑛𝑠𝑡𝑎𝑛𝑡𝑎𝑛é𝑒) due à l’application de la contrainte, et la déformation 
différée, qui se décompose en une part de retrait (𝜀𝑟𝑒𝑡𝑟𝑎𝑖𝑡) et une part de fluage (𝜀𝑓𝑙𝑢𝑎𝑔𝑒). La 
déformation de fluage n’est donc pas une grandeur mesurée directement, mais une valeur 
déduite en retranchant de la déformation totale mesurée sous charge, la déformation 
instantanée et la déformation de retrait mesurée en parallèle aux mêmes échéances et dans les 
mêmes conditions thermo-hydriques. La recouvrance correspond à la déformation obtenue au 
déchargement. Elle se décompose également en une part instantanée et une part différée. La 
Figure V – 3 présente la séparation conventionnelle des déformations. 





Figure V – 3 : Séparation conventionnelle des déformations différées avec c instant d’application de la charge de 
fluage et d instant de déchargement [Proust 2003] 
La Figure V – 4 résume les différents modes de cure et les conditions de stockage des 
éprouvettes pour une formule de béton. Le terme de cure désigne les conditions de stockage 
avant les essais de fluage. La durée de la cure est d’environ 90 jours, échéance à laquelle nous 
avons considéré que les résistances mécaniques sont stabilisées. 
 
Figure V – 4 : Organigramme des conditions de cure avant l’essai de fluage et de conservation pendant les essais 
de retrait et de fluage des éprouvettes de béton pour une formule donnée 




La durée de la cure est de 3 mois afin de caractériser le fluage sur des matériaux à 
maturité avancée, et de limiter un couplage fort avec l’hydratation qui complexifierait les 
analyses. En outre, deux modes de conservation avant l’essai de fluage ont été étudiés pour 
évaluer l’impact de la cure et du degré de saturation initial sur la déformation à long terme des 
deux formules de bétons. La conservation en cure endogène avant la mise en charge est 
représentative de l’état du matériau in situ, au cœur de l’ouvrage. Les éprouvettes soumises à 
ce type de cure sont enveloppées de deux couches de papier aluminium autocollant sur toute 
leur surface pour empêcher les échanges hydriques puis entreposées dans la salle de mesure 
du retrait (température de 20°C). La conservation en cure humide a pour objectif de limiter le 
couplage entre le retrait d’auto-dessiccation et le fluage pendant la phase sous charge. En 
effet, même si l’on considère de façon conventionnelle que les déformations différées sont la 
somme arithmétique du retrait et du fluage, des couplages se produisent. Dans le cas d’une 
cure humide préalable aux essais, le retrait d’auto-dessiccation étant limité puisque la porosité 
est saturée, on peut dès lors considérer que la déformation différée mesurée représente le 
fluage du matériau. Pour la cure humide, les éprouvettes sont simplement stockées dans la 
salle humide (température de 20°C et humidité relative de 98 ± 2 %).  
Durant la phase de cure de 3 mois, les déformations libres de retrait sont relevées. A 
l’issue de cette phase, les éprouvettes sont scindées en deux groupes. Les mesures de retrait 
sont poursuivies sur un premier groupe et le deuxième groupe est mis sous charge. 
Durant la période d’essai, deux conditions hydriques sont étudiées aussi bien pour le 
retrait que pour le comportement sous charge. Des éprouvettes sont conservées en condition 
endogène pour estimer le retrait endogène et le fluage propre et d’autres sont soumises au 
séchage dans une salle maintenue à 20 °C et à 50 % d’humidité relative pour évaluer le retrait 
total et le fluage total. Dans ce cas, seules les extrémités supérieures et inférieures sont isolées 
par les 2 couches de papier aluminium autocollant pour obtenir un échange hydrique 
uniquement dans le sens radial pour le retrait comme pour le fluage (puisque les parties 
supérieures et inférieures au contact des plateaux du bâti de fluage ont un séchage empêché).  
V.1.2.2.1. Déformations de retrait 
Cet essai consiste à mesurer la variation de longueur d’une éprouvette de béton due 
aux effets de l’hydratation (retrait endogène ou d’auto-dessiccation) et du séchage (retrait de 
dessiccation) au cours du temps. Les essais sont conduits dès 24 heures après le coulage sur 
des éprouvettes cylindriques de dimensions Ø11x22 cm identiques à celles de fluage, avec des 




faces extrêmes planes et parallèles. Deux plots sont fixés au centre de chaque face. Le premier 
est placé lors du coulage au fond du moule et le second est collé sur l’autre face après la 
rectification selon la norme [NF P18-427, 1996]. Ces plots assurent le contact entre 
l’éprouvette et les billes de l’appareil de mesure, appelé « Retractomètre », qui permet de 
mesurer la variation de longueur au droit de l’axe de rotation de l’éprouvette. 
La variation de longueur est évaluée par rapport à la mesure de référence réalisée 24 
heures après le coulage. La fréquence de mesure suit la cinétique du retrait, c’est-à-dire que 
les mesures sont rapprochées durant la première semaine, puis plus espacées lorsque la 
cinétique ralentit. Avant chaque mesure, un zéro mécanique de l’appareil est effectué à l’aide 
d’une tige d’étalonnage en invar, matériau de très faible coefficient de dilatation thermique, et 
les plots sont nettoyés pour éliminer toute particule. La base de mesure qui correspond à la 
hauteur de béton de l’éprouvette est de 22,5 cm. En parallèle de la mesure du retrait, les pertes 
de masses des échantillons sont aussi relevées. Ce suivi permet d’estimer le séchage pour les 
éprouvettes soumises à la dessiccation et est aussi un moyen de vérifier l’étanchéité des 
échantillons en condition endogène. Dans la pratique, le retrait endogène est donc directement 
mesuré sur les éprouvettes isolées des échanges hydriques et le retrait total est mesuré sur 
celles libres de sécher. Le retrait de dessiccation correspond à la différence entre retrait total 
et retrait endogène. 
V.1.2.2.2. Déformations différées sous charge de compression uniaxiale 
L’essai de fluage en compression uniaxiale consiste à mesurer la déformation d’une 
éprouvette de béton soumise à un effort de compression centré maintenu durant une longue 
durée à une atmosphère régulée en température à 20°C ± 1°C et en hygrométrie relative 50% 
± 5% HR suivant les recommandations de [RILEM TC 107-CSP, 1998 ; ASTM C 512-02, 
2005]. Les dispositifs de mesure de fluage sont entreposés dans une salle climatisée dédiée à 
cet effet. Les bâtis de fluage sont munis de vérins reliés à un groupe hydraulique par un circuit 
aller-retour qui permet de charger ou décharger chaque bâti indépendamment des autres. Le 
montage hydraulique est présenté sur la Figure V – 5. 





Figure V – 5 : Principe d’étude du comportement différé en compression uniaxiale [Muñoz, 2000] 
Un couple d’éprouvettes (une en endogène et l’autre en dessiccation) est installé sur chaque 
bâti. La Figure V – 6 détaille la disposition des éprouvettes et celle du capteur à l’intérieur 
d’une éprouvette de fluage. 
 
Figure V – 6 : Dispositions et instrumentation des éprouvettes de fluage [Proust, 2003] 
Le déplacement est mesuré à l’aide d’un capteur LVDT analogique placé suivant l’axe 
longitudinal de l’éprouvette, qui est aussi celui du chargement, à l’intérieur d’une réservation 
créée lors du coulage grâce à un insert métallique amovible. Comme le montre la Figure V – 
5, les capteurs sont reliés à une centrale d’acquisition qui permet de lire le déplacement en 
µm. Leur plage de mesure est égale à 2 mm (± 1 mm) avec une incertitude de 0,2% selon la 
fiche technique. Ces capteurs sont étalonnés au préalable avec un capteur numérique. Ceci 
permet de définir la plage de variation optimale quasi-linéaire du capteur (généralement entre 
– 500 µm et + 500 µm) qui sera utilisée durant l’essai, et de corriger les valeurs lues en 
utilisant une régression linéaire. L’incertitude de mesure est estimée à ± 2,5 µm. 




Le taux de contrainte appliqué correspond à la valeur conventionnelle des essais de 
fluage, à savoir 30 %, de la résistance en compression du béton mesurée à la date de mise en 
fluage. Cette résistance a été estimée à partir des essais mécaniques sur trois éprouvettes 
issues de la même gâchée. Comme indiqué précédemment, l’échéance de chargement à 90 
jours est choisie pour limiter le couplage entre l’hydratation et le fluage. 
V.1.3. Mesure des propriétés de transfert 
Les principes et protocoles des mesures des propriétés de transfert sont abordés dans 
cette partie. Les bétons bas pH étant envisagés comme matériau potentiel pour l’ouvrage de 
stockage, une aptitude à fortement limiter les phénomènes de transfert est donc recherchée 
afin d’assurer la bonne pérennité de la structure. Dans le chapitre précédent, nous avons vu 
que la microstructure de ces matrices cimentaires est singulière par rapport aux matériaux à 
base cimentaire plus courants, notamment de par leur fort dosage en additions 
pouzzolaniques. Il était donc nécessaire d’adapter certains protocoles expérimentaux à notre 
matériau. Au cours de notre étude, nous avons caractérisé : la porosité à l’eau, le coefficient 
de diffusion des chlorures, la perméabilité au gaz, la perméabilité au liquide et les isothermes 
de désorption d’eau. Afin de simuler le séchage isotherme des bétons bas pH, nous avons 
aussi effectué des mesures de perte de masse dans une ambiance contrôlée en température et 
en humidité. A l’exception de la mesure de porosité accessible à l’eau, les essais ont été 
menés sur des échantillons à hydratation stabilisée (plus de 6 mois en cure) pour s’affranchir 
de l’hydratation du liant qui pourrait modifier la microstructure des bétons. Les échantillons 
sont saturés sous vide avant les essais. En effet, l’auto-dessiccation associée à l’hydratation 
peut dans certains cas conduire à une sous-estimation de la saturation réelle du matériau selon 
les conditions de cure. 
V.1.3.1. Porosité accessible à l’eau 
La porosité accessible à l’eau est déterminée selon la procédure de la recommandation 
[AFPC-AFREM, 1997]. Les essais sont menés sur des découpes de dimensions Ø11x3 cm 
d’éprouvettes cylindriques. Les tranches situées dans le quart supérieur et inférieur de 
l’éprouvette cylindrique ont été exclues par mesure de sécurité, pour éliminer tout effet de 
bord. Les échantillons sont placés dans un dessiccateur sous vide durant 4 heures au 
minimum, puis saturés en eau sous vide pendant au moins 24 heures. Ils sont ensuite soumis à 




une pesée hydrostatique puis à une pesée à l’air. Leur volume apparent est calculé avec la 
formule suivante : 





 (V – 3) 
Où : 




𝑠𝑎𝑡 est la masse saturée mesurée par pesée à l’air en kg 
- 𝑚ℎ𝑦𝑑
𝑠𝑎𝑡  est la masse saturée mesurée par pesée hydrostatique en kg 
- 𝜌𝑒 est la masse volumique de l’eau en kg/m
3
 
L’étape suivante consiste en l’étuvage des échantillons. Il est préconisé d’effectuer 
immédiatement un séchage à 105°C jusqu’à stabilisation de la masse (deux pesées successives 
espacées de 24 heures ne diffèrent pas de plus de 0,05%). Cependant, pour limiter 
l’endommagement des matériaux causé par des gradients thermiques élevés au sein de 
l’échantillon, un séchage à 50°C et à 80°C est réalisé pendant 24 heures pour chaque 
température intermédiaire. Cette opération permet d’obtenir le volume des vides ouverts 
initialement occupé par l’eau. Ce protocole de montée en température sera utilisé pour 
l’ensemble des préconditionnements réalisés. Nous pouvons ensuite déduire la porosité 
accessible à l’eau : 








hyd (V – 4) 
Où : 
- ∅ est la porosité accessible à l’eau en % 
- 𝑚𝑠 est la masse sèche de l’échantillon en kg 
V.1.3.2. Coefficient de diffusion aux chlorures 
Le coefficient de diffusion est un paramètre qui permet de décrire le transport d’une 
espèce à travers un matériau poreux lorsqu’une différence de concentration d’une espèce 
donnée existe entre deux points du matériau. Il s’agit d’un paramètre indispensable pour la 
modélisation des transferts ioniques au sein d’un milieu et donc pour la prédiction du 
comportement de l’ouvrage à long terme. Dans les études précédentes sur les bétons bas pH 
[Codina, 2007 ; Garcia et Verdier, 2009], l’évaluation du coefficient de diffusion selon deux 
méthodes, LMDC Test [Nugue, 2002] ou recommandation de Nordtest [NTBuild 492, 1999] 




s’est avérée difficile à cause de la forte résistivité des bétons bas pH. Dans un premier temps, 
un essai de migration de chlorures est réalisé pour vérifier cette tendance. Nous utiliserons 
ensuite une technique alternative avec la méthode par spectroscopie d’impédance 
électrochimique qui permet de remonter au coefficient de diffusion par la mesure de la 
résistivité du matériau [Mercado, 2012].  
V.1.3.2.1. Recommandation Nordtest NTBuild 492 
Les essais de migration des chlorures ont été développés dans le but d’accélérer le 
transport des chlorures et d’obtenir des mesures rapides de cette grandeur. Les essais de 
migration de chlorure réalisés sont ceux préconisés par la recommandation [NTBuild 492, 
1999]. Le principe consiste à appliquer une différence de potentiel de part et d’autre d’un 
échantillon de béton par l’intermédiaire d’électrodes, afin de faire pénétrer le traceur 
(indicateur) dans l’échantillon pour ensuite évaluer sa profondeur de pénétration. C’est cette 
profondeur de pénétration, fonction du type de béton et de la différence de potentiel appliquée 
qui permet ensuite le calcul du coefficient de diffusion. Les essais sont conduits sur des 
découpes d’échantillons de dimensions Ø11x5cm. Comme pour la porosité accessible à l’eau, 
les tranches ont été prises à mi-hauteur. Dans la recommandation, il est préconisé que le 
compartiment amont contienne une solution d'hydroxyde de sodium (concentration de NaOH 
de 12g/l), avec une concentration de chlorure de sodium à environ 110 g/l, et en aval une 
solution d'hydroxyde de sodium, de même concentration que la solution aval, mais dépourvue 
de chlorures. Cependant, en raison du faible pH de la solution interstitielle de nos matériaux, 
la concentration de la solution en amont (NaOH) a été modifiée de sorte à obtenir un pH 
voisin de 11 pour minimiser les gradients de pH entre la solution et l’échantillon. 
L’échantillon de béton est préalablement saturé sous vide avec cette solution support avant 
l’essai. Un schéma de principe de l’essai de migration est consigné en Figure V – 7. 





Figure V – 7 : Schéma de principe de l’essai de migration des chlorures [Mercado, 2012] 
Une différence de potentiel de 30 V est appliquée entre la cathode et l’anode au début 
de l’essai. La tension est ensuite ajustée en fonction de l’intensité mesurée (Annexe 2 de la 
[NTBuild 192, 1999]) de sorte qu’à la fin de la durée de l’essai, le front de pénétration 
n'atteigne pas l'extrémité de sortie de l'éprouvette mais se situe environ à mi-profondeur. 
L’échantillon de béton est rompu par fendage à la fin de l’essai et la profondeur de 
pénétration des chlorures est mesurée par pulvérisation d’un indicateur (nitrate d’argent) qui 
réagit avec les ions chlorure pour former un précipité blanc (chlorure d’argent) qui noircit à la 
lumière. La valeur moyenne de la profondeur du front de pénétration est calculée à partir de la 
mesure sur plusieurs points. 
Pour l’exploitation du résultat, le coefficient de migration des chlorures Je est calculé à 
partir de la relation de Nernst-Planck sur le flux de chlorures : 












) (V – 5) 
Où : 
- 𝐷𝑒 est le coefficient de diffusion effectif en m².s
-1
 
- 𝑐 la concentration en chlorures libres en mol/m3 
- 𝑅 est la constante des gaz parfaits R = 8,314 J.K-1.mol-1 
- 𝑇 est la température en Kelvin 
- 𝑧 est la valeur de la valence de l’ion chlorure z = 1 
- 𝐹 est la constante de Faraday F= 9,648.104 J.V-1.mol-1 
- 𝜑 est le potentiel électrique en V 
- 𝜒 est le coefficient d’activité chimique des ions chlorure 
- 𝑥 est le front d’avancement des chlorures en m 




On considère que les réactions chimiques et les chlorures fixés sont négligés. Le 
champ électrique appliqué attenue l’influence de ces réactions et rend la vitesse de transport 
des chlorures très élevée. De plus, comme l’hydratation est relativement stabilisée au moment 
des essais, nous pouvons considérer que la porosité reste constante dans le temps. En faisant 
l’hypothèse d’un champ électrique suffisamment fort pour que l’activité chimique et le 
couplage électrochimique entre les différents ions soient négligés, nous pouvons prendre en 
compte une variation linéaire du potentiel électrique de manière à ce que son gradient soit 













) (V – 6) 
La résolution de l’équation (V – 6) dont les détails et hypothèses peuvent être trouvés 
dans [Deby, 2008] conduit à la formule suivante pour le calcul du coefficient de diffusion 
apparent ou de migration en régime transitoire Dnssm (non steady state migration) : 
 Dnssm = 
RTL 
𝑧𝐹𝐸
 ×  
𝑥𝑑− 𝛼√𝑥𝑑 
𝑡
 (V –7 ) 
Avec :  𝐸 = 
𝑈−2
𝐿













- 𝑇 est la température de la solution en K 
- 𝑈 est la tension appliquée en V  
- 𝐿 est l’épaisseur moyenne de la section de l’échantillon en mm 
- 𝑥𝑑 est la profondeur du front de pénétration des chlorures en mm 
- 𝑡 est la durée de l’essai en h 
- erf−1 est l’inverse de la fonction erreur 
- 𝑐𝑑 est la concentration de chlorure à laquelle la couleur change pour un béton 
ordinaire 𝑐𝑑≈ 0,07 en mol.L
-1
 
- 𝑐0 est la concentration de chlorure dans le compartiment cathodique soit une 
valeur de 𝑐𝑑 ≈ 2 en mol.L
-1
 
L’équation (V – 7) peut être ainsi simplifié à : 
 Dnssm = 
0,0239 (273+T) ×L
(U−2)×t
 × (xd − 0,0238 √
(273+T)×L ×xd
U−2
) (V – 8) 










- 𝑇 est la température de la solution en °C 
- 𝐿 est l’épaisseur moyenne de la section de l’échantillon en mm 
- 𝑥𝑑 est la profondeur du front de pénétration des chlorures en mm 
- 𝑈 est la tension appliquée en V 
- 𝑡 est la durée de l’essai en h 
Le coefficient de diffusion effectif, unique, qui caractérise l’ensemble matériau poreux 
et espèce diffusante, et qui n’est fonction ni des conditions initiales (concentration, 
composition de la solution porale), ni des conditions limites (différence de potentiel de la 
membrane) est relié au coefficient de migration par la relation suivante : 
 Dnssm = 
De
∅
 (V – 9) 
Où : 





- ∅ est la porosité du matériau en % 
V.1.3.2.2. Méthode de spectroscopie d’impédance électrochimique 
La méthode de spectroscopie d’impédance électrochimique (EIS) proposée pour la 
détermination du coefficient de diffusion effectif des chlorures a été développée au LMDC 
par [Mercado, 2012] pour étudier la diffusion ionique à travers les matériaux poreux. Pour 
déterminer le coefficient de diffusion effectif des chlorures, il est nécessaire de connaître la 
constante du matériau poreux, appelée coefficient de forme Ff défini comme étant le ratio 
entre la diffusivité d’une espèce ionique au travers du matériau et celle de la même espèce au 
travers de la seule solution porale contenue dans le matériau poreux [Mercado, 2012]. En 
effet, la diffusion des espèces ioniques se fait à travers le réseau poreux. Le ratio entre la 
quantité d’espèces ioniques transférée par diffusion à travers un milieu poreux donné et la 
quantité de la même espèce diffusée dans une solution infiniment diluée dépend de la 
tortuosité, de la constrictivité et de la connectivité de la structure poreuse. Du fait que la phase 
solide de ce milieu poreux peut être considérée comme un diélectrique et que la dissipation 
d’énergie est négligeable (effet de relaxation diélectrique), le ratio entre la quantité d’espèce 
ionique transférée par conduction électrique et la quantité de cette même espèce mobilisée 




(par conduction électrique) en solution infiniment diluée devrait être égal au ratio précédent, 
en raison des caractéristiques inhérentes à la structure poreuse.  
En prenant aussi en compte la relation de Nerst-Einstein [Streicher et Alexander, 
1995 ; Snyder, 2001] qui relie la mobilité électrochimique de l’espère ionique au coefficient 
de diffusion de l’espèce ionique en solution infiniment diluée, l’expression du coefficient de 
forme devient : 






 (V – 10) 
Où : 
- 𝐹𝑓 est le coefficient de facteur de forme 
- 𝐷𝑜 est le coefficient de diffusion en solution infiniment diluée en m².s
-1
 
- 𝐷𝑒 est le coefficient de diffusion effectif au travers du milieu poreux en m².s
-1
 
- 𝜎𝑜 est la conductivité de la solution porale en S.m
-1
 
- 𝜎𝑚𝑎𝑡 est la conductivité du matériau en S.m
-1
 
La procédure expérimentale a pour objectif de mesurer la valeur des paramètres qui 
permettront d’évaluer le facteur de forme 𝐹𝑓. Ce facteur est calculé avec la deuxième égalité 
de l’équation (V – 10). La conductivité de la solution interstitielle du béton extraite par la 
presse est mesurée avec un conductimètre (Cf. Chapitre 4). La conductivité du matériau est 
déterminée sur des échantillons de dimensions Ø11 x 3 cm avec la formule suivante : 






 (V – 11) 
Où : 
- 𝜌𝑚𝑎𝑡 est la résistivité du matériau en Ω.m 
- 𝐿 est l’épaisseur de l’échantillon en m 
- 𝑅𝑚𝑎𝑡 est la résistance ohmique du matériau en Ω 
- 𝐴 est l’aire de la section transversale de l’échantillon en m² 
La méthode d’EIS permet de déterminer de manière précise la résistance ohmique du 
matériau poreux étudié et donc la conductivité électrique en vue de l’exploitation de 
l’équation (V – 11). La spectroscopie d’impédance permet de caractériser l’impédance d’une 
cellule d’essai correspondant à une large plage de fréquence donnée. L’essai consiste à 
imposer un signal perturbateur de tension ou d’intensité du courant alternatif à amplitude et 
fréquence fixes, puis à mesurer le déphasage et l’amplitude du signal. Pour chaque fréquence 




testée lors du balayage, le signal défini est la tension ; nous parlons donc de spectroscopie 
d’électrochimique potentiostatique. A la fin de l’essai, nous obtenons l’impédance Zω (ne 
faisant pas intervenir la fréquence ω mais dépendante de celle-ci) qui est composée d’une 
partie réelle et d’une partie imaginaire : 
 Zω = Zo (cos 𝜃 + 𝑖 sin 𝜃) (V – 12) 
Où : 
- Zo = |𝑍| est le module d’impédance en Ω 
- 𝜃 = arg(𝑍) est l’angle correspondant au déphasage entre les signaux en rad 
En représentant la partie réelle, ReZ (Zo x cosθ) qui correspond à la résistance du 
matériau, en fonction de la partie imaginaire ImZ (Zo x sin θ) dans un repère cartésien, nous 
obtenons le diagramme de Nyquist (d’un circuit électrique composé d’une résistance et d’une 
capacitance idéales et connectées en parallèle) (Figure V – 8) du spectre d’impédance sur 
lequel nous pouvons déterminer la résistance ohmique Rmat du matériau qui correspond à la 
valeur de ReZ pour la valeur minimale de |-ImZ|. 
 
Figure V – 8 : Diagramme de Nyquist type - résistance et capacitance en parallèle [Mercado, 2012] 
La dernière étape consiste à utiliser la première égalité de l’équation V – 10 pour 
déduire le coefficient de diffusion effectif des chlorures De sachant que le coefficient de 




 [Atkins, 1998]. 
Les détails sur l’instrumentation de l’essai sont disponibles dans la thèse de [Mercado, 2012]. 
V.1.3.3. Mesure de la perméabilité 
La perméabilité d’un matériau correspond à sa capacité à se laisser traverser par un 
fluide sous un gradient de pression. Cette grandeur est souvent utilisée comme référence pour 
évaluer l’étanchéité d’un matériau. Dans le cadre de notre étude, nous avons mesuré la 
perméabilité à l’oxygène et la perméabilité au liquide, à l’eau et à l’éthanol. 




V.1.3.3.1. La perméabilité à l’oxygène 
Le principe de l’essai consiste à soumettre une éprouvette cylindrique à un gradient 
constant de pression de gaz, l’oxygène en l’occurrence. Les essais sont menés sur des 
échantillons de bétons Ø15 x 3 cm et Ø15 x 5 cm positionnés dans un perméamètre à charge 
constante de type Cembureau [Kollek, 1989]. Nous avons mesuré la perméabilité à l’oxygène 
des échantillons à différents états de saturation (70%, 50%, 30% et 0%). Pour cela, les 
éprouvettes ont été séchées progressivement à l’étuve à 50°C pour arriver aux états de 
saturation de 70% et 50%, puis à 80°C pour atteindre 30% et enfin à 105°C pour arriver à 
l’état sec. L’état de saturation est estimé par rapport à la perte de masse et à la porosité 
accessible à l’eau moyenne mesurée en amont de l’essai. Lorsque la perte de masse 
correspondait à l’état de saturation désirée, nous avons procédé à un rééquilibrage des 
gradients hydriques au sein du matériau avant de lancer l’essai. Pour cela, l’échantillon a été 
recouvert de deux couches de film cellophane et mis en sac étanche pour limiter les échanges 
avec l’extérieur, puis a été conservé dans l’étuve pendant une durée au moins égale à celle de 
séchage [Carcassès et al., 2002].  
Avant le lancement de l’essai, le sac contenant l’échantillon est placé dans une salle à 
température ambiante. L’échantillon est ensuite mis en place dans un manchon en 
polyuréthane autour duquel est exercée une pression de confinement d’au moins une fois et 
demie la pression d’injection, à l’aide d’une chambre à air gonflable en caoutchouc. La cellule 
utilisée pour les essais est présentée sur la Figure V – 9. 
 
Figure V – 9 : Cellule pour les essais de perméabilité au gaz [Kollek, 1989] 
Lorsque la pression d’essai est appliquée, le débit en sortie de cellule est alors mesuré 
grâce à un débitmètre massique. Le suivi du débit est effectué jusqu’à l’obtention du régime 
permanent. La perméabilité est obtenue pour 4 pressions d'essai : 1, 2, 3, et 4 bars relatifs. La 




perméabilité pour une pression d’essai donnée est ensuite calculée avec la formule suivante, 
obtenue à partir de la loi de Poiseuille et en considérant la compressibilité du gaz : 
 K𝑔 = 




 (V – 14) 
Où : 
- K𝑔 est la perméabilité à l’air en m² 
- µ est la viscosité dynamique de l’oxygène soit 2,02x10-5 Pa.s à 20°C 
- L est l’épaisseur de l’échantillon en m 
- P𝑠 est la pression en sortie en Pa 
- P𝑒 est la pression d’injection plus la pression atmosphérique en Pa 
- 𝑄 est le débit massique en m3.s-1 
- 𝑆 est l’aire de la section de l’éprouvette en m² 
- P𝑎𝑡𝑚 est la pression atmosphérique en Pa 
Dans la percolation de gaz à travers le béton, la faible taille de certaines familles de 
pores du réseau conduit à une contribution moléculaire à l’écoulement laminaire (chocs des 
molécules aux parois quand le libre parcours moyen devient supérieur à la taille des pores). Il 
est nécessaire de distinguer la part d’écoulement laminaire de la part d’écoulement 
moléculaire qui évolue de façon linéaire avec l’inverse de la pression moyenne selon le 
modèle proposé par [Klinkenberg, 1941]. En représentant la perméabilité mesurée en fonction 
de l’inverse de la pression moyenne pour les 4 différentes pressions d’essai, nous obtenons 
une droite dont l’ordonnée à l’origine correspond à la perméabilité intrinsèque lorsque le 
matériau est totalement accessible au gaz, c’est-à-dire sec. Dans ce cas, le libre parcours 
moyen du gaz et donc la contribution moléculaire à l’écoulement sont nuls. La pente de cette 
droite correspond au coefficient de Klinkenberg qui rend compte de la part d’écoulement 
moléculaire. 
V.1.3.3.2. La perméabilité au liquide 
Le principe de l’essai est le même que celui de la perméabilité à l’oxygène décrit 
précédemment. L’eau présente l’inconvénient de pouvoir réagir avec le milieu, ce qui peut 
modifier la microstructure du matériau et donc sa perméabilité. La perméabilité à l’eau est 
cependant celle qui pilote les transferts hydriques et c’est pourquoi sa mesure est réalisée. 
L’éthanol lui est inerte vis-à-vis des matériaux cimentaires, ce qui rend l’expérience plus 
rapide, mais la mesure de la perméabilité à ce fluide conduit généralement à un pré 




conditionnement préalable ayant pour but de drainer le milieu de son eau résiduelle. Ce 
séchage peut endommager le matériau et donc modifier sa perméabilité. La mesure de la 
perméabilité à l’éthanol est réalisée dans le but d’essayer de mettre en évidence cet 
endommagement. Les essais sont donc menés sur des échantillons de dimensions Ø11 x 3 cm 
qui ont été séchés avec des paliers de température intermédiaires de séchage (comme pour 
l’essai de porosité accessible à l’eau) et sur des échantillons sortis de cure et saturés sous vide 
avant l’essai. Le perméamètre utilisé est présenté en Figure V – 10. 
 
Figure V – 10 : Perméamètre au liquide développé au LMDC 
L’accumulateur à membrane alimenté par une bouteille d’azote pour le maintien de la 
pression de liquide dans le circuit. Cet accumulateur est relié à la cellule d’essai par un circuit 
de distribution sur lequel un manomètre est monté pour permettre de mesurer la pression 
d’injection, régulée par le détendeur placé en amont. L’étanchéité latérale de l’éprouvette est 
assurée par un manchon en latex sur lequel est appliquée une pression de confinement à l’aide 
d’un circuit pneumatique. Comme pour la perméabilité à l’air, cette pression est 1,5 fois 
supérieure à la pression d’injection. L’évolution du débit sortant de la cellule de percolation 
est mesurée par une balance (précise à ± 0,001 g près) reliée à un ordinateur équipé d’un 
logiciel d’acquisition. La perméabilité intrinsèque est déterminée à partir de la mesure du 
débit en régime permanent avec la formule suivante : 
 K𝑙 = 
Q ×µ × L 
𝑆 × 𝑃
 (V – 15) 
Où : 
- K𝑙 est la perméabilité au liquide en m² 
- µ est la viscosité dynamique du liquide soit 1,00x10-3 Pa.s à 20°C pour l’eau et 
1,20x10
-3
 Pa.s à 20°C pour l’éthanol 




- L est l’épaisseur de l’échantillon en m 
- 𝑃 est la différence de pression entre l’amont et l’aval en Pa 
- 𝑄 est le débit volumique en m3.s-1 
- 𝑆 est la section apparente de l’éprouvette en m² 
Comme dit précédemment, la perméabilité à l’éthanol a été mesurée notamment pour 
obtenir plus rapidement des résultats par rapport à la perméabilité à l’eau (pas d’interaction 
chimique avec le matériau). Les différents conditionnements des éprouvettes (sec ou saturé) 
permettront d’obtenir des informations complémentaires sur l’endommagement éventuel du 
matériau associé au séchage. 
V.1.3.3.4. Isotherme de désorption 
Les isothermes de sorption-désorption d’eau sont caractéristiques de la microstructure 
des matériaux à travers la rétention d’eau, car ils donnent l’état de saturation du milieu en 
équilibre avec une humidité relative d’ambiance. L’analyse des isothermes permet d’en 
extraire des informations telles que les pressions capillaires développées au cours du séchage. 
Mais ces isothermes peuvent être exploitées pour évaluer d’autres grandeurs comme par 
exemple la perméabilité relative à un état de saturation donné. Les isothermes expérimentales 
peuvent aussi servir à la validation de modèles de réseaux poreux représentatifs des matériaux 
cimentaires. Durant la thèse, nous nous sommes focalisés sur l’isotherme de première 
désorption dans l’optique de simuler le séchage. L’essai consiste à mesurer la perte des 
masses des échantillons conservés dans des cellules étanches à température et humidité 
contrôlées. Les essais sont menés à 20°C sur 12 échantillons de dimensions de 7 x 3,5 x 0,5 
cm. Cette faible épaisseur permet d’atteindre l’équilibre hydrique plus rapidement que sur des 
épaisseurs supérieures. Cinq paliers d’humidité relative sont étudiés : 97%, 86%, 76%, 55% et 
44%. Avant le début des essais, les échantillons sortis de cure, ont été saturés en eau sous vide 
pour s’assurer d’être à 100 % de saturation. Le dispositif d’essai est présenté sur la Figure V – 
11. 





Figure V – 11 : Dispositif pour les isothermes à 20 °C 
Pour réduire le temps d’obtention des isothermes, deux paliers d’humidité ont été 
réalisés en parallèle. Pour un palier donné, 6 des 12 échantillons sont placés dans une enceinte 
climatique dans laquelle il est possible d’imposer une consigne de température et d’humidité 
(Figure V – 11). En parallèle, pour le deuxième palier, les 6 autres échantillons sont disposés 
dans des cellules d’essai étanches où la température est pilotée par celle de l’enceinte et où 
l’humidité est régulée au moyen de solutions salines sursaturées disposées dans des coupelles, 
les conditions étant contrôlées via des thermo-hygromètres. Les sels utilisés sont : le sulfate 
de potassium (97%), le chlorure de sodium (76%) et le carbonate de potassium (44%). Un 
balayage d’azote est réalisé régulièrement (les cellules d’essai sont temporairement ouvertes) 
pour protéger les échantillons de la carbonatation et le taux de CO2 dans l’enceinte est 
contrôlé par un capteur CO2. Le contrôle de l’équilibre se fait par un suivi régulier de 
l’évolution de la masse des échantillons. Lorsque la masse du matériau ne varie pas plus de 
0,01% entre deux pesées successives espacées d’au moins une semaine, nous considérons que 
l’équilibre est atteint. A la fin de l’essai, les échantillons sont séchés à l’étuve (50°C, puis 
80°C et enfin 105°C) pour déterminer la porosité des échantillons et déduire leur état de 
saturation pour chaque palier d’humidité étudié. 
V.2. Comportement mécanique des bétons bas pH 
Cette partie est consacrée à la présentation des résultats expérimentaux du 
comportement mécanique des bétons bas pH. Premièrement, les propriétés mécaniques 
instantanées sont abordées. L’objectif est de vérifier que le critère Andra sur la résistance en 
compression est respecté à 90 jours et de proposer des relations empiriques permettant de 
prédire l’évolution des propriétés mécaniques. Pour cela, nous nous baserons sur des lois 




existantes [De Schutter et Taerwe, 1996] pour relier l’évolution du degré de l’hydratation à 
celles des propriétés mécaniques. Dans un second temps, le comportement mécanique différé 
des matériaux bas pH sera étudié. Les résultats expérimentaux de retrait et de fluage seront 
complétés d’une analyse comparative avec les données obtenues lors de précédentes thèses 
[Camps, 2008 ; Ladaoui, 2010] sur des BHP Andra à base de ciments CEM I et CEM V et 
d’une modélisation du fluage propre à 20°C [Sellier et al., 2012 ; Ladaoui, 2010]. 
V.2.1. Mesures des propriétés mécaniques instantanées 
Les caractéristiques mécaniques instantanées étudiées sont la résistance en 
compression, le module de Young en compression, la résistance en traction par fendage et la 
résistance à la flexion 3 points. Pour chacune de ces propriétés, les mesures ont été réalisées à 
chaque échéance sur trois éprouvettes de béton selon les modes opératoire normalisés 
présentés dans la partie 1.2.1. Rappelons que les bétons suivent une cure humide avant les 
essais. 
V.2.1.1. Résistance en compression 
En ce qui concerne les performances mécaniques instantanées des bétons bas pH, un 
seul critère est imposé dans le cahier des charges Andra : une résistance en compression 
supérieure à 70 MPa à terme. Nous considérons que cette résistance seuil devra être obtenue à 
90 jours comme cela est généralement considéré dans le cas des liants composés. Cette 
résistance élevée est représentative des bétons à hautes performances qui sont réputés pour 
leur bonne durabilité. La résistance mécanique donne une première information puisqu’elle 
est fortement liée à la densité de la matrice qui régit également les propriétés de transfert. 
L’ensemble des valeurs moyennes des résistances en compression Rc mesurées sur 3 
éprouvettes aux différentes échéances est présenté dans le Tableau V – 2 pour les deux 
bétons. 




Tableau V – 2 : Valeurs des résistances en compression en fonction du temps 
 
TCV TL 
Temps (jours) Moyenne Ecart type Moyenne Ecart type 
1 16,8 1,3 7,2 1,1 
3 29,1 1,6 30,9 1,2 
5 33,6 0,9 41,0 2,8 
7 44,9 3,3 48,4 2,4 
10 51,9 2,7 52,7 4,3 
14 56,0 2,6 57,7 1,9 
28 63,7 4,3 69,5 0,6 
90 71,2 5,1 79,7 1,7 
180 83,6 0,8 86,3 5,8 
395 81,1 1,7 86,6 1,3 
760 82,2 3,5 86,3 1,3 
L’analyse globale des résistances en compression montre que les résistances des deux 
bétons atteignent le critère Andra de 70 MPa à 90 jours. Les résistances tendent à se stabiliser 
à partir de 180 jours autour de 82 MPa pour TCV et 86 MPa pour TL. Nous pouvons donc 
considérer que, à terme, les résistances obtenues sont largement supérieures au critère Andra. 
Malgré leur faible teneur en ciment (37,5% de ciment dans TCV et 20% dans TL), les additions 
et les réactions pouzzolaniques permettent d’atteindre des résistances élevées. Les C-S-H 
formés au cours de l’hydratation peuvent avoir un volume jusqu’à deux fois plus grand que 
celui de la portlandite qui comme nous l’avons dit est consommé rapidement dans ces liants. 
Il y a donc une densification de la matrice cimentaire qui conduit à cette augmentation de 
résistance. De plus, contrairement à la portlandite, les hydrates de C-S-H sont connus pour 
leur contribution à la résistance du béton. Ces hautes performances mécaniques peuvent aussi 
être attribuées à l’arrangement granulaire optimisé, et à l’affinité chimique entre la pâte et les 
granulats calcaire qui procurent une auréole de transition (ITZ) de qualité. [Makani, 2011] 
montre à travers le MEB que les CEM I Andra contenant des granulats du Boulonnais 
présentent des fissures très fines à l’ITZ par rapport à d’autres granulats (ex. siliceux). 
La Figure V – 12 présente l’évolution des résistances en compression des bétons bas 
pH en fonction du temps. Celles-ci sont comparées à celles obtenues par [Ladaoui, 2010] sur 
des bétons à base de CEM I 52,5 et de CEM V/A 42,5 conservés en cure eau. Le ciment CEM 
V utilisé est constitué de 56% de CEM I, 22% de cendres volantes et 22% de laitier. La 




quantité de liant pour le CEM I et le CEM V était respectivement de 400 kg (avec un rapport 
E/L de 0,43) et 450 kg (avec un E/L de 0,39) par mètre cube de béton. Pour mieux apprécier 
l’évolution des résistances à court terme et à plus long terme, les graphiques sont présentés 
avec deux échelles de temps différentes. 
  
Figure V – 12 : Evolution des résistances en compression Rc en fonction du temps jusqu’à 28 jours (a) et jusqu’à 
2,5 ans (b) des bétons bas pH en cure humide de notre étude et des bétons CEM I et CEM V de [Ladaoui, 2010] 
Les courbes d’évolution de TCV et TL ont la même tendance d’évolution que celles de 
la teneur en eau liée (cf. Figure IV – 29). Au très jeune âge (1 à 3 jours), le liant TCV a une 
teneur en eau liée plus élevée ce qui implique une plus grande production d’hydrates 
synonyme de meilleures résistances. A partir de 7 jours, la teneur en eau liée de TL devient 
plus importante que celle de TCV et les résistances s’inversent. A 28 jours, nous constatons 
qu’un écart plus conséquent apparait entre les deux formules de béton, tout cela en accord 
avec l’hydratation.  
La confrontation des résultats montre que, pour une quantité de liant et un rapport E/L 
similaires, les résistances en compression des bétons bas pH tendent vers celles des BHP 
CEM I et CEM V. Malgré la quantité de ciment plus importante dans le liant CEM V, la 
classe de résistance du ciment (42,5) et l’absence de fumée de silice qui contribue fortement 
aux performances mécaniques [Sellevord et Radjy, 1983] conduisent à l’obtention de 
résistances plus faibles que celles des bétons bas pH. 
La Figure V – 13 présente les cinétiques d’évolution des résistances en compression 
des bétons bas pH en fonction du temps, les résistances étant normées par rapport à la valeur à 
































Tcv TL CEM I CEM V
(a) (b) 





Figure V – 13 : Cinétique de l’évolution des résistances en compression Rc en fonction du temps jusqu’à 28 jours 
(a) et jusqu’à 2,5 ans (b) des bétons bas pH en cure humide de notre étude et des bétons CEM I et CEM V de 
[Ladaoui, 2010] 
Le gain de résistance initial à 1 jour est piloté principalement par la quantité de clinker 
dans le liant, d’où les cinétiques plus intenses pour le BHP CEM I au jeune âge. D’autres 
facteurs tels que l’effet du superplastifiant qui peut retarder la prise (Cf. Chapitre 2) joue aussi 
un rôle important. Jusqu’à 3 jours, nous avons un gain important de résistance qui correspond 
à une hydratation importante du ciment dans le liant. En effet, le pic de portlandite (issue de 
l’hydratation du ciment) a lieu à 3 jours ce qui est aussi en accord avec la simulation du degré 
d’hydratation du ciment dans le liant qui atteint à cette échéance environ 66% de sa valeur de 
degré d’hydratation à 90 jours. Ensuite entre 3 et 28 jours, se produit la consommation très 
rapide de la portlandite (Figure IV – 28) qui conduit à une densification de la matrice 
cimentaire avec la formation des C-S-H, entrainant un gain de 40 % de la valeur de Rcmax. Au- 
delà de 28 jours, l’hydratation des anhydres se poursuit mais beaucoup plus lentement (Phase 
4 : décélération de l’hydratation). 
V.2.1.2. Module d’élasticité de Young 
La rigidité des bétons est caractérisée par le module de Young. Les mesures des 
modules d’élasticité ont été réalisées à chaque échéance sur trois éprouvettes selon la 
recommandation [RILEM CPC8, 1975]. Le Tableau V – 3 présente les résultats de module de 
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Tableau V – 3 : Valeurs en GPa des modules de Young des bétons bas pH en fonction du temps 
 
TCV TL 
Temps (en jours) Moyenne Ecart type Moyenne Ecart type 
1 24,3 1,8 18,1 2,6 
3 31,9 2,6 30,3 1,5 
5 34,3 1,6 32,9 2,8 
7 36,3 1,7 36,1 0,8 
10 37,4 1,3 36,2 0,9 
14 37,7 0,1 35,9 2,5 
28 41,0 1,1 39,4 1,5 
90 41,3 1,8 40,3 1,3 
180 40,4 0,5 41,7 1,0 
395 40,7 0,7 41,8 0,1 
760 41,2 0,4 41,4 0,4 
La Figure V – 14 présente l’évolution des modules d’élasticité des bétons bas pH en 
fonction du temps et sont comparées avec celles obtenues par [Camps, 2007] sur des bétons à 
base de CEM I 52,5 et de CEM V/A 42,5. Deux échelles sont proposées pour mieux visualiser 
l’évolution du module à court et long terme. 
  
Figure V – 14 : Cinétique de l’évolution du module de Young E en fonction du temps jusqu’à 28 jours (a) et 
jusqu’à 2,5 ans (b) des bétons bas pH en cure humide de notre étude et des bétons CEM I et CEM V de [Camps, 2008] 
Les valeurs de module de Young des bétons bas pH sont toutes comprises entre 40 et 
45 GPa à terme (760 jours). Cette valeur élevée est caractéristique des bétons à hautes 
performances. L’évolution du module de Young des bétons bas pH est similaire à celle du 
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additions sont relativement faibles par rapport à un béton CEM I (facteur de 2 avec le béton 
TL). A 5 jours, avec l’hydratation importante du ciment (comme pour la résistance en 
compression), les bétons bas pH présentent des modules d’élasticité similaires à ceux des 
bétons CEM I. Contrairement à la résistance en compression, le module de Young 
n’augmente pas significativement entre 7 et 28 jours : nous passons de 85% à 91 % de la 
valeur maximale du module. Or, nous avons vu que cette période correspond à la disparation 
totale de portlandite et donc à une production importante de C-S-H. Cela implique que la 
rigidité du matériau est moins impactée que la résistance en compression par les changements 
microstructuraux (réactions pouzzolaniques, rééquilibrages chimiques à long terme). En effet, 
à 90 jours les valeurs de module d’élasticité atteignent presque 98 % de leur module 
d’élasticité à 760 jours. 
V.2.1.3. Résistance en traction par fendage 
La résistance en traction des bétons bas pH est évaluée indirectement à travers l’essai 
de fendage. Le Tableau V – 4 récapitule les valeurs moyennes de résistances en traction par 
fendage obtenues sur 3 essais en fonction de l’échéance de la mesure. 
Tableau V – 4 : Valeurs en MPa des résistances en traction par fendage en fonction du temps 
 
TCV TL 
Temps (en jours) Moyenne Ecart type Moyenne Ecart type 
1 1,6 0,1 0,8 0,1 
3 2,3 0,2 1,8 0,2 
5 2,3 0,1 2,6 0,4 
7 3,0 0,4 2,9 0,5 
14 3,0 0,3 3,3 0,7 
28 3,3 0,3 3,8 0,5 
90 3,7 0,4 3,6 0,6 
180 3,6 0,3 3,8 0,3 
760 3,9 0,2 4,0 0,2 
La Figure V – 14 présente les évolutions des résistances en traction par fendage des 
bétons bas pH en fonction du temps. Comme précédemment, nous présentons les résultats 
avec deux échelles pour mieux distinguer l’évolution des résistances. 




   
Figure V – 15 : Cinétique de l’évolution de la résistance en traction par fendage Rt en fonction du temps jusqu’à 
28 jours (a) et jusqu’à 2,5 ans (b) des bétons bas pH en cure humide 
L’évolution des résistances en traction est similaire à celle des résistances en 
compression jusqu’à 28 jours. Nous pouvons supposer que cette propriété mécanique est 
impactée par la densification de la matrice cimentaire (C-S-H issus des réactions 
pouzzolaniques). En revanche, comme pour le module de Young, les résistances 
n’augmentent pas significativement au-delà 28 jours (90% de la résistance à 800 jours), nous 
pouvons alors supposer que les modifications structurales liées à la poursuite des réactions 
d’hydratation (et rééquilibrage) ont également un impact modéré sur cette propriété 
mécanique. 
Par ailleurs, nous pouvons remarquer aussi que les écart-types sont beaucoup plus 
importants que ceux obtenus sur la résistance en compression ou sur le module de Young. En 
fendage, une surface importante de l’éprouvette est sollicitée, et donc statistiquement, il est 
possible avoir davantage d’hétérogénéités (défauts) d’une éprouvette à l’autre. 
V.2.1.4. Résistance en traction par flexion trois points 
Le comportement à la rupture du béton est caractérisé par un essai de flexion trois 
points. Les déformations sont enregistrées par des capteurs LVDT. Lors de l’essai, la flèche et 
l’ouverture de fissure ont été mesurées en fonction de l’effort appliqué (Figure V – 16) pour 
différentes échéances. Nous avons préparé 3 éprouvettes par échéance de mesure, cependant 
en raison de problèmes techniques avec la presse, pour certains échéances (TL 7 jours et TCV 




































Figure V – 16 : Evolution de la flèche (a) et de l’ouverture de fissure (b) en fonction de la force 
Les valeurs de la contrainte associée à la force maximale enregistrée et l’énergie de 
fissuration sont données dans le Tableau V – 5. 
Tableau V – 5 : Evolution de la résistance en flexion et de l’énergie de fissuration en fonction du temps 
 
Résistance en flexion Energie de fissuration 
Temps (en jours) TCV TL TCV TL 





14 4,94 MPa - 0,53.10
-4
 MJ/m² - 





                  *Problème de presse pour TL à 14 jours 
Nous observons des tendances d’évolution de résistance similaires avec celle de la 
résistance en traction, à savoir que la résistance évolue peu entre 7 et 14 jours sur TCV. Le 
gain de résistance entre 7 et 760 jours d’environ 25%. Les valeurs mesurées sont supérieures à 
celles obtenues par l’essai de fendage brésilien. On peut en partie corréler cela au fait que, la 
zone sollicitée étant moins étendue par rapport à celle dans le cas de l’essai par fendage, la 
probabilité est moindre d’avoir des défauts qui peuvent entrainer une rupture prématurée pour 
des charges plus faibles. Ces deux méthodes permettent d’évaluer indirectement la résistance 
en traction intrinsèque du matériau.  
L’énergie de fissuration du béton est une grandeur importante pour évaluer le risque 
de fissuration des bétons et pour la prédiction du comportement structurel de l’ouvrage par 
des modèles mécaniques. Elle correspond à l’aire sous la courbe de la Figure V – 16a. Outre 
l’évaluation de la résistance en traction par flexion, les courbes de force-déformation et les 
propriétés mécaniques instantanées serviront d’outils de validation du modèle 























































V.2.2. Modélisation des propriétés mécaniques instantanées 
L’objectif est d’établir des lois empiriques avec lesquelles une estimation des 
caractéristiques mécaniques à partir du degré d’hydratation prédit par le modèle d’hydratation 
(cf. Chapitre 4) serait possible. La prédiction de l’évolution des propriétés mécaniques en 
fonction du degré d’hydratation se fera à partir de la loi empirique de [De Schutter et Taerwe, 
1996]. Nous modéliserons également l’essai de flexion trois points avec le modèle 
d’endommagement de [Sellier et al., 2013] afin d’évaluer l’énergie de fissuration des bétons 
bas pH par analyse inverse. 
V.2.2.1. Simulation de l’évolution des propriétés mécaniques 
[De Schutter et Taerwe, 1996] propose de décrire l’évolution des propriétés 
mécaniques en fonction du degré d’hydratation du béton. Cette relation a été validée sur des 
bétons à base de CEM I, mais aussi sur des bétons à base de laitier [Kolani, 2011]. Nous 
proposons ici de vérifier sa validité sur les bétons à base de liants ternaires TCV et TL de notre 
étude. La loi empirique est la suivante : 





 (V – 12) 
Où : 
- 𝑋 désigne la propriété mécanique considérée (en MPa) 
- 𝛼 est le degré d’hydratation 
- 𝑋𝛼 est la valeur de la propriété mécanique considérée à un degré d’hydratation 
α 
- 𝑋𝑖∞ est la valeur de calage de la propriété mécanique considérée à hydratation 
totale (α = 1) 
- 𝛼0 est un paramètre intrinsèque au matériau qui correspond au degré 
d’hydratation au seuil de percolation 
- 𝑛𝑖 contrôle la morphologie de l’évolution dans le temps. 
Pour appliquer cette relation avec les données expérimentales disponibles, il est 
important de connaître le degré d’hydratation des éprouvettes à chaque échéance de mesure. 
Pour cela, nous avons simulé l’hydratation des éprouvettes à l’aide du modèle d’hydratation 




pour déterminer la valeur du degré d’hydratation α correspondant à chaque mesure de 
propriété mécanique (cf. Chapitre 4, Figure IV – 30).  
En l’absence de moyen de vérification pour s’assurer que le degré d’hydratation prédit 
par le modèle soit correct, nous avons décidé d’utiliser deux approches différentes pour 
appliquer la relation de [De Schutter et Taerwe, 1996]. L’objectif est de disposer d’un outil 
simple capable de prédire l’évolution des résistances à partir des quelques uniques points de 
mesure réalisés au jeune âge. Dans un premier temps, comme ce modèle a été conçu pour le 
jeune âge, nous avons réalisé le calage des paramètres de la loi sur les données expérimentales 
obtenues sur les 7 premiers jours (calage partiel sur la base des données obtenues à 1, 3, 5 et 7 
jours). Nous avons ensuite confronté les résultats expérimentaux obtenus au-delà de la 
première semaine avec les valeurs prédites par le modèle pour vérifier que nous obtenons une 
bonne tendance. Cette comparaison nous permet de valider la prédiction du degré 
d’hydratation par le modèle d’hydratation si les résultats à long terme concordent. L’autre 
approche consiste à effectuer le calage sur l’ensemble des points expérimentaux, notamment 
ceux à plus long terme (calage global), pour vérifier que les paramètres de calage entre les 
deux approches sont similaires, ce qui permettrait ainsi de valider la prédiction des deux 
modèles utilisés. Sur la Figure V – 17, la confrontation entre la simulation et les données 
expérimentales des évolutions de la résistance en compression, du module de Young et de la 
résistance en traction par fendage en fonction du degré d’hydratation est présentée avec les 
deux différentes approches. 







Figure V – 17 : Confrontation des évolutions des propriétés mécaniques expérimentales et simulées en fonction du 
degré d’hydratation avec l’approche « calage partiel » (a, b et c) et l’approche « calage global » (a’, b’ et c’) 

























































































































Tableau V – 6 : Paramètre de calage de la loi de [De Schutter et Taerwe, 1996] 
  
Dans le calage, le seuil de percolation mécanique est imposé comme étant unique pour 
toutes les propriétés mécaniques considérées, et propre à chaque béton. Pour le liant TCV, un 
seuil de percolation de 0,07 correspond à une durée d’hydratation prédite par le modèle de 9 
heures et 20 minutes, temps pour lequel le flux de chaleur est maximal sur les calorimétries. 
L’étude de [Bentz et al. 2015] montre qu’il existe une forte corrélation entre le flux de chaleur 
maximal et le temps de prise. Selon [Garrault-Gauffinet, 1998], le temps associé au flux de 
chaleur maximal correspondrait au début de la coalescence des hydrates. Dans le cas du liant 
TL, un seuil de percolation de 0,09 est atteint à 19 heures, toujours selon le modèle, alors que 
le flux de chaleur expérimental est maximal à 7 heures. Cet écart peut être expliqué par une 
sous-estimation dans le modèle de l’avancement du degré d’hydratation au jeune âge 
(activation du laitier). L’utilisation de superplastifiant peut aussi décaler le temps de prise et 
donc ce seuil de percolation. 
L’approche par calage partiel décroche des valeurs expérimentales au-delà de 28 jours 
pour la résistance en compression de TCV (α = 0,33) (a). La raison de ce décalage provient de 
la prédiction du degré d’hydratation qui se stabilise assez rapidement à 28 jours, alors que les 
changements microstructuraux se poursuivent et font évoluer les résistances mécaniques 
(Figure V – 13). L’approche du calage global permet de compenser cet écart à long terme. 
Nous proposons de définir le terme Xprob pour donner une valeur de la propriété 
mécanique considérée, à hydratation quasi-totale selon les prédictions du modèle, que l’on 
pourrait noter « probable » et plus réaliste du point de vue mécanique que celle de X∞, en 
particulier dans le cas de nos matériaux. En effet, les valeurs de X∞ sont les valeurs de calage 
obtenues par extrapolation pour un degré d’hydratation total, soit α = 1, qui reste inaccessible. 
Nous avons en effet constaté que la proportion d’anhydres résiduels (fumée de silice, cendres 
volantes) des bétons bas pH demeure élevée à long terme et que, par conséquent, il est 
impossible d’atteindre un degré d’hydratation égal à 1 par manque de clinker. La simulation 
de l’hydratation des bétons bas pH avec le modèle d’hydratation sur 300 ans montre que le 
X∞ n  0 X∞ n  0 X∞ n  0 X∞ n  0
Rc (MPa) 200 1,00 247 1 149 0,66 141 0,66
E (GPa) 60 0,66 62 0,7 55 0,50 51 0,50
Rt (MPa) 7,9 0,33 8,2 0,3 6,7 0,25 6,0 0,25
0,09 0,09 0,08
TCV TL
Calage partiel Calage global Calage partiel Calage global
0,07




degré d’hydratation du liant TCV est de 0,40 et celui de TL de 0,65. Ce degré d’hydratation 
évolue très faiblement au-delà de ce temps. Nous pouvons alors considérer ces valeurs comme 
étant les degrés d’hydratation à hydratation « quasi-totale ». Les valeurs de Xprob sont données 
dans le Tableau V – 7. 





Rc (MPa) 86 97 
E (GPa) 43 45 
Rt (MPa) 4,1 4,5 
A l’échéance de deux ans, les propriétés mécaniques mesurées expérimentalement sur 
TCV sont proches de celles à hydratation quasi-totale. En revanche dans le cas des bétons TL, 
cette différence est plus marquée notamment pour la résistance en compression (86,3 contre 
97 MPa) car l’hydratation du laitier, très lente, demeure encore peu avancée à cette échéance. 
[El Bitouri, 2014] propose de faire évoluer le degré d’hydratation en prenant en 
compte les changements microstructuraux dus à des échanges de calcium entre les différentes 
phases présentes dans la matrice cimentaire pour mieux reproduire l’évolution des résistances 
en compression à long terme sur la base d’un calage à court terme. 
Au-delà de pouvoir prédire l’évolution des résistances à partir de quelques essais 
mécaniques au jeune âge, la connaissance de l’évolution des propriétés mécaniques en 
fonction du degré d’hydratation permettra d’alimenter les modèles mécaniques pour simuler 
le comportement THCM de l’ouvrage. 
V.2.2.2. Modélisation de l’essai flexion 3 points 
A partir de l’ensemble des propriétés mécaniques mesurées, nous simulons dans cette 
partie l’essai de flexion 3 points avec le modèle d’endommagement de [Sellier et al., 2013]. 
L’objectif est de pouvoir valider le modèle sur les bétons bas pH et donc de vérifier s’il est 
capable de simuler la propagation de fissures dans ces matériaux. Le modèle 
d’endommagement [Sellier et al., 2013] nécessite comme paramètres d’entrée les données 
présentées dans le Tableau V – 8.  
 
 




Tableau V – 8 : Données d’entrée du modèle d’endommagement [Sellier, 2013] 
Paramètres Désignation 
Rc Résistance en compression 
Rt Résistance en traction directe 
E Module de Young 
ν Coefficient de Poisson 
Gf
t
 Energie de fissuration en traction 
εpict Déformation associée au pic de traction 
εpicc Déformation associée au pic de compression 
Nous avons fait des hypothèses sur certains paramètres que nous n’avons pas mesurés 
expérimentalement. Pour la résistance en traction directe, nous avons estimé sa valeur en 
multipliant la résistance en traction par fendage par 1,4 [Narayanan et Green, 1981]. Un 
coefficient de Poisson de 0,2 (comme pour les bétons classiques) a été pris pour la 
modélisation. La déformation associée au pic de compression considérée dans le modèle est 
de 2‰, et celle associée au pic de traction est approchée par le rapport de la résistance en 
traction avec le module de Young en considérant que le comportement est linéaire jusqu’à la 
résistance au pic. Le maillage éléments finis utilisé pour l’éprouvette est présenté sur la Figure 
V – 18. Pour avoir un maximum de précision, le maillage est affiné au niveau de l’entaille. 
 
Figure V – 18 : Maillage éléments finis des éprouvettes de flexion trois points 
Une confrontation de la simulation de l’essai calculé avec le modèle 
d’endommagement et des résultats expérimentaux est présentée sur la Figure V – 19 pour 
l’éprouvette de béton TCV à 14 jours et sur la Figure V – 20 pour celle de béton TL à 7 jours. 




   
Figure V – 19 : Confrontation des simulations du déplacement de la flèche (a) et de l’ouverture de fissure (b) avec 
les résultats expérimentaux du béton TCV 
   
Figure V – 20 : Confrontation des simulations du déplacement de la flèche (a) et de l’ouverture de fissure (b) avec 
les résultats expérimentaux du béton TL 
Les valeurs des principaux paramètres de calage sont affichées sur la Figure V – 19 et 
Figure V – 20. Le module de Young permet de gérer la pente de la courbe pré-pic, la 
résistance en traction contrôle la force de rupture et l’énergie de fissuration pilote la partie 
post-pic de la courbe. Nous retrouvons par le modèle des résultats similaires en termes d’ordre 
de grandeur, de tendance et d’amplitude. 
 Un même jeu de paramètre permet de retrouver par la modélisation une bonne 
concordance pour la courbe force-flèche mais aussi pour la courbe force-ouverture de la 
fissure. Dans la simulation du modèle, cette ouverture de la fissure correspond à la variation 
de l’espacement entre les points P1 et P2 du maillage présenté sur la Figure V – 18 afin de 


















Déplacement de la flèche (mm)
Tcv 14 jours a
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Ouverture de fissure (mm)
Tcv 14 jours a
Tcv 14 jours b
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E = 37,7 GPa
Rt = 4,2 MPa





















Déplacement de la flèche (mm)
TL 7 jours a
TL 7 jours b
Modèle
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Rt = 4,2 MPa
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V.3. Comportement différée des bétons bas pH 
La caractérisation du comportement différé du matériau est indispensable pour 
permettre une simulation correcte de la tenue mécanique des ouvrages en phase exploitation. 
Les phénomènes de retrait et de fluage du béton peuvent en effet avoir des effets néfastes sur 
les structures, comme des redistributions de contraintes et, des déformations excessives à 
l’origine de la formation de fissures. Les objectifs sont de caractériser le retrait et le fluage des 
bétons bas pH dans des conditions de laboratoire car ces données, notamment pour le fluage, 
font défaut dans la littérature. L’autre aspect de cette étude est également d’analyser la 
phénoménologie de ces mécanismes en tentant de corréler la microstructure singulière de ces 
matériaux avec des évolutions de déformations différées potentiellement différentes de celles 
de formulations de bétons plus traditionnelles. En outre, nous rappelons que l’Andra a défini 
un critère vis-à-vis du retrait total avec une valeur comprise entre 500 µm/m et 600 µm/m 
pour réduire le risque de fissuration. Pour cela, les conditions d’essais ont été définies avec 
précision, afin de répondre à nos interrogations tout en évitant un trop grand nombre de 
configurations d’essais : 
 Deux modes de « cure », terme utilisé dans ce document pour exprimer les conditions 
environnementales avant la mise en charge de fluage ont été testés. Le mode endogène 
sans échange hydrique est représentatif du béton au cœur de la structure. La cure 
humide permet de limiter les contractions d’auto-dessiccation et de limiter le couplage 
entre retrait endogène et fluage durant l’essai sous charge. 
 La mise en charge de fluage est appliquée au bout de 90 jours, afin d’analyser le 
fluage sur matériau à hydratation avancée et limiter tout couplage chemo-mécanique. 
 Le fluage en mode endogène, dit fluage propre, et le fluage en mode dessiccation, dit 
fluage total sont déterminés en retranchant respectivement le retrait endogène et le 
retrait total, mesurés sur des éprouvettes ayant subi le même mode de cure (humide ou 
endogène) des déformations différées sous charge. Le fluage de dessiccation 
correspond, quant à lui, à la différence entre le fluage total et le fluage propre. Il est 
primordial que ces analyses soient menées sur des éprouvettes soumis à une cure 
identique et ayant ainsi un degré de saturation relativement proche, afin d’estimer 
correctement l’effet du séchage sur le retrait et le fluage. 
Nous étudierons successivement les déformations libres et les déformations sous 
charge des bétons bas pH en fonction des différentes cures et conditions de stockage étudiées 




(Figure V – 4). Puis, nous simulerons les déformations différées de ces bétons avec un modèle 
rhéologique [Sellier et al, 2009]. 
Dans cette partie du chapitre, pour les présentations des graphiques, nous adopterons 
les conventions et codifications suivantes : 
Les déformations de contraction sont positives et celles de gonflement négatives. 
 Les mesures expérimentales sont représentées par des marqueurs ; celles réalisées sur 
des éprouvettes soumises à une cure endogène sont désignées par un marqueur plein et 
les éprouvettes soumises à une cure humide par un marqueur vide. 
 La couleur noire est utilisée pour symboliser les déformations qui ont eu lieu pendant 
la période de cure. La couleur violet désigne les déformations mesurées en condition 
de dessiccation (déformations totales), la couleur rouge est utilisée pour la condition 
endogène (déformations d’auto-dessiccation) et la couleur bleue représente la part de 
déformation liée à la dessiccation (déformations de dessiccation). 
 Les lissages avec les formules de l’Eurocode 2 [EN 1992-2, 2006] (pour effacer les 
imprécisions de mesure sur le retrait et obtenir des courbes de fluage plus lisses) ainsi 
que les simulations du modèle rhéologique sont représentés par un trait continu. 
V.3.1. Les déformations libres de retrait 
Les déformations de retrait en cure humide et endogène sont mesurées pendant les 90 
premiers jours. Au bout de 90 jours, date de mise en charge de fluage, une partie des 
échantillons est mis en séchage et l’autre isolé hydriquement afin de suivre respectivement le 
retrait total et endogène. Un lissage des points expérimentaux a été réalisé avec la procédure 
d’identification expérimentale décrite dans la section B.104 de Eurocode 2 [EN 1992-2, 
2006]. Ce lissage permet de pouvoir interpoler et extrapoler les valeurs de retrait pour ensuite 
calculer les valeurs déformations de fluage.  
La Figure V – 21 donne les évolutions du retrait des bétons bas pH pendant et après cure 
endogène qui peuvent être comparées à celui des bétons plus classiques CEM I et CEM V sur 
la Figure V – 22 [Ladaoui, 2010]. La Figure V – 23 donne les évolutions des retraits des 
bétons bas pH pendant et après cure humide. L’origine des temps pour l’ensemble des 
graphiques correspond au début de la mesure soit 24 heures après le coulage.  
 






Figure V – 21 : Evolution des retraits endogène, total et de dessiccation du béton TCV(a) et TL (b) avec un lissage 
Eurocode 2 après une cure endogène de 3 mois 
  
Figure V – 22 : Evolution des retraits endogène, total et de dessiccation du béton CEM I (a) et CEM V (b) après 
cure endogène de 1 an et 3 mois [Ladaoui, 2010] 
  
Figure V – 23 : : Evolution des retraits endogène, total et de dessiccation du béton TCV (a) et TL (b) avec un lissage 





















































































































































































Le modèle proposé dans l’Eurocode 2 pour simuler les déformations de retrait permet 
un lissage correct des points expérimentaux sauf pour la formule de béton TL en cure 
endogène. Ces écarts pourraient être dus soit à un problème expérimental ou à une hydratation 
lente du laitier qui se poursuit et que le modèle réglementaire ne peut retranscrire malgré les 
paramètres de calage. 
L’amplitude du retrait total des éprouvettes ayant subi une cure endogène est, à 420 
jours, de 540 µm/m pour TCV et de 600 µm/m pour TL. Les éprouvettes ayant été en cure 
humide développent à la même échéance un retrait de 450 µm/m pour TCV et 480 µm/m pour 
TL. Les cinétiques sont encore non négligeables à cette échéance et laissent augurer des 
amplitudes supérieures à la valeur limite de 500-600 µm/m à très long terme. De manière 
globale, le béton TL développe des amplitudes de retrait légèrement plus importantes, quel 
que soit le mode de cure ou le mode de conservation postérieur à la cure. En effet, le liant TL 
possède davantage de liant hydraulique (20% de CEM I et 47,5 % de laitier) que TCV (37,5 % 
de CEM I) et il est possible qu’il comporte une plus grande quantité de C-S-H et que sa 
porosité soit donc affinée. Ce qui expliquerait le retrait endogène plus intense lié à de plus 
fortes pressions capillaires, mais également un retrait de dessiccation a contrario plus limité 
que celui de TCV.  
La confrontation avec les résultats de [Ladaoui, 2010] montre que les bétons bas pH, 
après une cure endogène, présentent à 420 jours un retrait endogène plus important que celui 
des bétons à hautes performances CEM I / CEM V (80 µm/m de plus pour TCV et 180 µm de 
plus pour TL). Ces déformations sensiblement supérieures à celles de BHP de formulations 
plus usuelles sont associables à un réseau poreux plus fin. En effet, les C-S-H des bétons bas 
pH possèdent des C-S-H avec de faibles rapports Ca/Si (cf. Chapitre 4) qui selon [Bach, 2010] 
a pour conséquence un allongement des chaînes de silicate. Les pores capillaires sont donc 
réduits et les pressions capillaires plus élevées. A long terme, après la mise en dessiccation à 
20°C et 50% d’humidité relative, les bétons CEM I et CEM V développent respectivement 
des retraits totaux de 764 µm/m et de 814 µm/m à 560 jours tandis que les prévisions à partir 
du lissage de l’Eurocode 2 à cette même échéance donnent un retrait de 560 µm/m pour TCV 
et 590 µm/m pour TL. Nous obtenons donc des retraits totaux similaires, voire plus faibles que 
ceux de bétons de même classe de résistances. Il serait compliqué de réduire davantage le 
retrait. Une des solutions serait l’utilisation d’agent réducteur de retrait dans la formule de 
béton. Cependant, comme la quantité de superplastifiant est à 1,5% de la masse de liant, il 




faudrait revoir la limite imposée sur la quantité d’agent organique fixée à 1,5% par l’Andra 
pour cette étude. 
Le type de cure joue un rôle important sur la cinétique d’évolution du retrait pour les 
deux types de bétons. L’amplitude de retrait endogène est ainsi fortement réduite après une 
cure humide du fait de la saturation des pores qui limitent les tensions capillaires. En 
revanche, lorsque les éprouvettes sont soumises au séchage après leur cure, on constate que le 
retrait de dessiccation des éprouvettes qui ont subi une cure humide est quasiment doublé par 
rapport à celles qui ont suivi la cure endogène. Ceci peut s’expliquer par un degré de 
saturation et donc un gradient hydrique avec l’ambiance supérieurs de ces éprouvettes en fin 
de cure. En effet, l’auto-dessiccation en cure endogène n’est pas compensée par l’apport d’eau 
du milieu extérieur dans ce cas. En terme de retrait total (endogène et de dessiccation), il 
semble que, à long terme, les évolutions se rapprochent. Il semblerait donc que les 
déformations libres des bétons convergent indépendamment de l’histoire hydrique dès lors 
que leurs degrés de saturation deviennent équivalents. 
La variation de masse des échantillons a aussi été mesurée afin (i) de vérifier 
l’étanchéité des éprouvettes en condition endogène et (ii) d’analyser le lien avec le retrait de 
dessiccation. Les variations de masse en fonction du temps sont présentées sur la Figure V – 
24. 
   
Figure V – 24 : Perte de masse en fonction du temps des bétons TCV et TL 
Durant la cure humide, on constate une prise de masse, pouvant être attribuée à une 
diffusion de l’eau dans la microporosité et peut-être entre les feuillets de C-S-H. Dès la mise 
en dessiccation, les pertes de masse augmentent avec des cinétiques plus importantes après 
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évolutions tendent à converger, ce qui confirmerait l’hypothèse émise précédemment selon 
laquelle ce phénomène serait lié à des états hydriques des matériaux qui deviendraient très 
proches. Cet effet est particulièrement prononcé dans le cas de TL. 
En condition endogène, les pertes de masse sont inférieures à 0,03% sur l’ensemble 
des éprouvettes. Cette variation de masse très faible confirme que les déformations mesurées 
sur ces éprouvettes correspondent bien à du retrait endogène et que la proportion de retrait de 
dessiccation parasite est négligeable.  
La Figure V – 25 illustre le lien entre le retrait de dessiccation et la perte de masse. 
  
Figure V – 25 : Evolution du retrait de dessiccation en fonction de la perte de masse, après les deux modes de cure, 
pour les bétons TCV (a) et TL (b) 
L’analyse permet de mettre en évidence l’existence de trois phases entre le retrait de 
dessiccation et la perte de masse [Yurtdas, 2006]. La première phase est une perte de masse 
sans déformation. Cette phase est quasiment inexistante dans le cas de la cure endogène et est 
n’est visible dans le cas des échantillons ayant subi une cure humide. Il s’agit probablement 
de l’évaporation d’excès d’eau en surface ou de macropores n’induisant pas de contractions 
capillaires. Après cette phase, l’évolution du retrait de dessiccation est linéaire en fonction de 
la perte de masse. Cette relation linéaire est aussi confirmée dans les travaux de Torrenti et al 
à 20°C [Torrenti et al., 1997]. Durant la dernière phase, une perte de masse est enregistrée 
mais avec une évolution très légère voire nulle du retrait. L’absence de la déformation 
associée à la dessiccation peut s’expliquer par le fait que la contraction de la matrice 
cimentaire devient infime par épuisement de l’eau évaporable ou bien par le passage d’un 
comportement linéaire à un comportement non linéaire sous contrainte hydrique [Meftah, 
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microfissures supplémentaires générées par la dessiccation. En effet, les microfissures 
formées facilitent la dessiccation tout en s’opposant au retrait par relaxation des tensions 
capillaires [Bazant et al., 1986 ; Khelidj ,1998 ; Sellier et Buffo-Lacarrière, 2009]. 
La confrontation entre les données des deux bétons met en évidence de plus fortes 
pertes de masses de la part de TCV, qui explique très clairement le retrait de dessiccation 
supérieur de ce béton. On peut également remarquer que pour une même cure, les pentes de la 
relation retrait-dessiccation-perte de masse sont quasiment identiques pour les deux bétons. Si 
l’on étudie l’influence du mode de cure, on peut constater que ces pentes sont semblables 
pour des pertes de masses modérées mais tendent à diverger pour des pertes plus élevées. Une 
même perte de masse induit ainsi un retrait de dessiccation plus intense dans le cas de la cure 
humide. Ceci s’explique par le fait que le retrait de dessiccation est mesuré sur des matériaux 
de degré de saturation initial différent à l’issue des deux types de cure. On peut donc supposer 
que le retrait de dessiccation mesuré après cure endogène correspond à l’allure du retrait de 
dessiccation qui sera mesuré sur le béton après cure humide pour des pertes de masses 
supérieures, lorsque son degré de saturation convergera vers celui du matériau après cure 
endogène.  
V.3.2. Les déformations sous charge 
Après la période de cure approximativement de 3 mois, les éprouvettes destinées à 
l’étude du fluage sont mises sous charge, avec une contrainte de compression uniaxiale 
correspondant à 30% de la résistance en compression à 90 jours, soit 22,2 MPa et 23,8 MPa, 
respectivement pour TCV et TL. L’ensemble des valeurs des contraintes de chargement 
appliquées, déformations instantanées longitudinales ainsi que les modules d’élasticité sont 
récapitulées en Annexe 4.  
Dans le cas des bétons TCV, l’impact de la cure est relativement faible sur la 
déformation instantanée et sur le module d’élasticité. A l’inverse, pour les bétons TL, nous 
observons un écart important sur le module de Young entre les deux modes de cure. Les 
éprouvettes en cure endogène ont une rigidité plus importante. Il est difficile d’attribuer ce 
résultat à une maturation différente de ces éprouvettes. En revanche, il se peut que cela soit 
révélateur d’un problème expérimental, comme par exemple un frottement parasite au niveau 
du capteur interne qui entrainerait une plus faible déformation instantanée mesurée mais qui 
pourrait s’étaler dans le temps. Cette hypothèse sera évoquée par la suite lors de l’analyse des 
déformations différées. Les Figure V – 26 et Figure V – 27 présentent respectivement les 




déformations différées sous charge des bétons TCV et TL. Ces déformations sont comparées 
aux mesures expérimentales réalisées par [Ladaoui, 2010] sur des bétons à base de CEM I et 
CEM V après cure endogène. L’origine des temps correspond à la date de mise en charge de 
fluage, soit 98 jours pour les bétons TCV et 95 jours pour les bétons TL. 
  
Figure V – 26 : Evolution des déformations différées sous charge (t0 : mise en charge à 3 mois) en modes endogène 
et dessiccation à 50%HR (violet) des bétons TCV(a) et TL (b) à 20°C 
  
Figure V – 27 : Evolution des déformations différées sous charge (t0 : mise en charge à 420 jours) en modes 
endogène (rouge) et dessiccation à 50%HR (violet) des bétons CEM I (a) et CEM V (b) à 20°C [Ladaoui, 2010] 
Dans le cas de la cure humide, les déformations différées sous charge sont supérieures 
ou égales à celles après cure endogène à 320 jours. Ce phénomène, assez similaire à celui 
constaté pour le retrait total, pourrait avoir la même origine, à savoir un gradient hydrique 
plus intense du fait d’un degré de saturation initial supérieur à l’issue de la cure humide. Ce 
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TCV avec des valeurs supérieures après cure humide, par rapport à la cure endogène. Pour TL, 
ce comportement est moins marqué, mais on constate que les cinétiques à long terme après 
cure humide sont supérieures à celles après cure endogène. L’analyse comparative des 
évolutions des déformations différées des bétons bas pH montre que les déformations sont 
supérieures à celles des bétons classiques car ces derniers ont été chargés bien plus tard que 
les bétons bas pH. Pour mieux les comparer, la Figure V – 28 présente l’historique des 
déformations différées pendant la cure et pendant l’essai de fluage en condition de séchage 
des bétons bas pH (seules les déformations instantanées sont retranchées). A titre 
d’information, celles mesurées dans les conditions comparables par [Ladaoui, 2010] sont 
présentées en Figure V – 29. Le temps t0 correspond au début de la mesure du retrait soit 24 
heures après le coulage. 
   
Figure V – 28 : Historique des déformations différées libres et sous charges en fonction du temps des bétons TCV 
(a) et TL (b) conservés en modes endogène et dessiccation (50%HR) à 20°C 
  
Figure V – 29 : Historique des déformations différées libres et sous charges en fonction du temps des bétons CEM 
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Nous observons que les ordres de grandeurs en termes de déformations différées 
totales sont similaires entre les bétons bas pH et les bétons CEM I et CEM V de même 
résistance, bien que les durées de cure différent. Sur les bétons bas pH et particulièrement sur 
TCV, nous constatons que les déformations différées développées durant toute l’histoire des 
bétons, avant et pendant l’essai de fluage sont quasiment identiques et semblent donc 
indépendante du type de cure, dès lors que leur degré de saturation converge. Ce résultat 
permet de mettre en évidence l’existence d’un potentiel de consolidation propre au matériau, 
hypothèse déjà émise dans des études antérieures [Acker, 2001]. 
Sur le béton TL, l’écart entre les deux cures sur la déformation différée à 400 jours est 
peut être dû à un problème de mesure expérimentale. L’origine de cet écart pourrait provenir 
d’un artefact de mesure (hypothèse avancée précédemment, comme un frottement parasite ou 
une déstabilisation du capteur lors de la mise en charge qui reviendrait à une position correcte 
au fil du temps) ce qui impliquerait qu’une partie de la déformation instantanée se retrouve 
« différée » dans le temps pour l’évolution après cure endogène.  
Pour étudier plus particulièrement le fluage, on exprime les évolutions des fluages 
spécifiques propres, totaux et de dessiccation, en divisant les déformations de fluage par la 
contrainte appliquée, afin de comparer les résultats de matériaux soumis à des chargements de 
fluage et/ou de classe de résistance différentes (Figure V – 30) pour la cure endogène et 
Figure V – 31 pour la cure humide pour TCV et TL). Elles sont aussi comparées à celles 
mesurées par [Ladaoui, 2010] sur les BHP CEM I et CEM V sur la Figure V – 32. Pour 
rappel : la couleur rouge désigne le fluage spécifique propre, la couleur bleu représente le 
fluage spécifique de dessiccation et la couleur violette le fluage spécifique total. 
  
Figure V – 30 : Déformations de fluage spécifique propre, total et de dessiccation des bétons TCV(a) et TL (b) à 
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Figure V – 31 : Déformations de fluage spécifique propre, total et de dessiccation des bétons TCV(a) et TL (b) à 
20°C et 50% HR ayant subi une cure humide 
  
Figure V – 32 : Déformations de fluage spécifique propre, total et de dessiccation du béton CEM I(a) et CEM V 
(b) à 20°C et 50% HR [Ladaoui, 2010] 
A l’exception du béton TL en cure endogène, l’amplitude de déformation de fluage 
spécifique en condition de dessiccation (courbe en violet) est comprise entre 15 et 20 
µm/m/MPa pour l’ensemble des bétons bas pH, ce qui est plus sensiblement plus élevé que 
ceux des BHP. Cette différence peut être attribuée à une présence de C-S-H plus importante 
dans les liants bas pH ou à la nature et une affinité avec l’eau différentes des C-S-H, qui 
pourraient conduire à une plus grande capacité de glissements de feuillets et donc à une 
déformation de contraction plus élevée. Nous remarquons que dans le cas du béton TL après 
cure endogène, la différence de 9 µm/m/MPa sur le fluage spécifique total entre les deux 
cures correspond aussi à la différence d’amplitude entre les déformations instantanées 
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issue d’une cure endogène sont surestimées et restent toujours supérieures aux déformations 
des éprouvettes après cure humide. 
Les bétons TCV ayant subi une cure humide présente un fluage spécifique de 
dessiccation plus élevé que les bétons en cure endogène comme nous avons aussi observé 
précédemment dans le cas des déformations libres. Dans l’étude de [Ladaoui, 2010], le fluage 
spécifique de dessiccation est négligeable à cause des pertes de masses d’eau parasite pendant 
la cure endogène. Par conséquent, le potentiel de déformation lié à la dessiccation a été en 
partie entamé. Les pertes de masse pendant la cure étant faible dans la présente étude, nous 
pouvons mieux observé la contribution du fluage spécifique de dessiccation qui est aussi 
important que le fluage spécifique propre pour TCV.  
La Figure V – 33 représente la relation existante entre retrait et fluage de dessiccation 
pour les bétons TCV et TL. 
  
Figure V – 33 : Evolution du fluage de dessiccation en fonction du retrait de dessiccation pour les bétons TCV (a) et 
TL (b) 
L’analyse de ces courbes permet de déceler deux phases distinctes. La première phase 
concerne la zone proche de l’origine du graphe. On y distingue deux comportements. Le 
premier type de comportement (courbe TCV en cure humide et TL cure endogène) se 
caractérise par une déformation de fluage de dessiccation prépondérante par rapport à celle du 
retrait de dessiccation qui demeure très faible. Toutefois, il faut rappeler qu’il se peut qu’une 
part de déformation instantanée se produise de manière différée, ce qui surestimerait les 
déformations de fluage de dessiccation dans cette phase.. Le deuxième comportement dans 
cette même phase est celui de TL en cure humide qui est singulier puisqu’il est caractérisé par 
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d’évolution est linéaire. Ce résultat surprenant peut être lié à un problème de dispositif 
expérimental au début de l’essai de fluage. La deuxième phase est plus classique puisqu’elle 
correspond à l’évolution linéaire du fluage de dessiccation en fonction du retrait de 
dessiccation tel qu’observé à 20°C par [Gamble et Parrott, 1978]. Ce comportement conforte 
l’hypothèse selon laquelle le fluage de dessiccation constitue une part complémentaire de 
retrait de dessiccation qui serait mobilisé grâce à la sollicitation mécanique de compression 
[Sellier et al., 2009].  
V.3.3. Modélisation des déformations différées 
Nous proposons dans cette partie de modéliser les déformations de fluage propre des 
bétons bas pH avec le modèle rhéologique [Sellier et al., 2009] présenté dans le Chapitre 1. 
Les simulations de ces déformations, avec la part instantanée sont présentées sur la Figure V – 
34 et sont confrontées aux mesures expérimentales. 
  
Figure V – 34 : Confrontation des mesures expérimentales et de la simulation des déformations instantanées et de 
fluage propre rapportés à la contrainte de fluage des bétons TCV (a) et TL (b)  
Les valeurs des paramètres de calage utilisés pour la modélisation sont comparées 
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Tableau V – 9 : Paramètres de calage pour le modèle rhéologique comparés aux valeurs de [Ladaoui, 2010] pour 
des CEM I et CEM V 
 
Le modèle rhéologique permet un calage satisfaisant des résultats expérimentaux en 
termes de cinétique et d’amplitudes. Les différences les plus marquées apparaissent au niveau 
des paramètres ηM0/E0 et ɛk. Le premier paramètre contrôle la cinétique initiale ; plus il est 
grand et plus la vitesse initiale de fluage est faible. La déformation caractéristique de 
consolidation ɛk, en lien avec la notion de potentiel de déformation différée, régit la cinétique 
finale c’est-à-dire la vitesse à long terme. Plus ce terme est faible et plus la consolidation sera 
rapide et entrainant une augmentation des viscosités et une diminution des cinétiques. . Les 
paramètres utilisés pour simuler les déformations des bétons CEM I et CEM V de [Ladaoui, 
2010] indiquent que ces bétons ont une déformation de fluage plus importante à court terme et 
une cinétique d’évolution plus faible à long terme que les bas pH. Ce résultat est confirmé sur 
les courbes de la Figure V – 30. Le paramètre qui caractérise le potentiel de déformation 
différée semble être impacté par l’historique des déformations du matériau. Plus le matériau 
aura subi de déformation avant sa mise en charge et plus son potentiel de déformation différée 
sera entamée et sa part résiduelle faible. 
En perspective, les paramètres de calage pourront être utilisés pour modéliser plus 
finement le comportement structurel des bouchons de scellement. Ces paramètres constituent 
par conséquent une base de données pour compléter les travaux de [El Bitouri, 2014]. 
V.4. Propriétés de transfert des bétons bas pH 
Le dernier aspect qu’il nous reste à aborder pour compléter ce travail de caractérisation 
des bétons bas pH concerne les propriétés de transfert qui régissent la durabilité des matériaux 
cimentaires. Dans l’optique de pouvoir prédire la durée de vie de l’ouvrage, la connaissance 
des facteurs de résistance au transfert que sont notamment les perméabilités relatives est 
CEM I CEM V
Endogène Humide Endogène Humide Endogène Endogène
Rapport du module de fluage 
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indispensable. Les perméabilités relatives rendent compte de l’évolution des flux de fluides en 
fonction de la saturation du milieu. 
L’objectif principal de cette partie de thèse est l’acquisition des données d’entrée qui 
pourront être utilisées pour les divers modèles de transfert. Parmi les modèles de réseau 
poreux, celui de [Ranaïvomanana, 2010] permet de simuler les isothermes des bétons. Il est 
possible d’étendre ce modèle à la prédiction de la porosité au mercure, des perméabilités 
relatives au liquide et au gaz et d’utiliser les paramètres obtenus en sortie pour la simulation 
du séchage isotherme du matériau. Ces paramètres d’entrée comprennent la porosité 
accessible à l’eau Ø, les perméabilités au liquide Kl, au gaz Kg et la perméabilité relative au 
gaz Krg. Le coefficient de diffusion des chlorures Dcl est aussi mesuré car la connaissance de 
la diffusion en milieu est aussi utile à la modélisation (entre autres de corrosion du béton armé 
[Sleiman et al., 2012]. Cette partie sera divisée en trois sous-parties. Dans un premier temps, 
nous présenterons les résultats obtenus lors de la mesure des paramètres d’entrée et du 
coefficient de diffusion pour les deux formules de bétons bas pH. Comme nous avons peu de 
recul sur les propriétés de transfert des bétons bas pH, les résultats seront confrontés à ceux 
des bétons de référence Andra de type CEM I et CEM V. 
Dans un second temps, nous discuterons de la pertinence des méthodes de mesure pour 
l’évaluation de la perméabilité intrinsèque au gaz et au liquide. En effet, au cours de ce 
travail, les essais de perméabilité au gaz ont été réalisés sur des échantillons cylindriques de 
différentes épaisseurs pour détecter la présence d’un effet d’échelle. Les mesures de 
perméabilité ont été réalisées à l’eau comme il est assez courant de le voir dans la littérature. 
Cependant, pour s’affranchir des interactions entre la matrice cimentaire et le liquide, des 
mesures de perméabilité à l’éthanol (liquide inerte par rapport à la matrice) ont été 
enregistrées. Cette méthode soulève des questions notamment par rapport au 
préconditionnement du matériau avant l’essai. Nous essaierons d’y apporter des éléments de 
réponses. 
L’utilisation du modèle de réseau poreux fera l’objet de la troisième sous-partie. Le 
modèle a été validé sur un certain nombre de liants (CEM I, CEM V) et à différentes échelles 
(pâte, mortier et béton). Nous étendrons sa validité aux bétons bas pH de notre étude. Pour 
cela, nous confronterons les prédictions du modèle avec les mesures expérimentales 
d’isothermes et de perméabilités relatives au gaz. Nous procéderons ensuite à la simulation du 
séchage à partir des sorties du modèle : la perméabilité relative au liquide et la résistance du 




milieu poreux à la diffusion des gaz Cette simulation sera comparée aux données 
expérimentales mesurées. 
V.4.1. Acquisition des données d’entrée pour la modélisation 
Cette partie donne les résultats des mesures de porosité accessible à l’eau, de 
coefficient de diffusion effectif des chlorures et des perméabilités au liquide et au gaz. 
V.4.1.1. Porosité accessible à l’eau 
Les valeurs de porosité accessible à l’eau mesurées sur les bétons bas pH TCV et TL 
sont consignées dans le Tableau V – 10. Ces valeurs sont confrontées aux bétons à base de 
CEM I et CEM V de l’étude de [Ranaïvomanana, 2010]. 
Tableau V – 10 : Porosités accessibles à l’eau des bétons bas pH à différentes échéances 
  Porosité (%) 
  
Temps (jours) TCV TL CEM I CEM V 
28 14,1 ± 0,2 14,1 ± 0,5 - - 
90 13,0 ± 0,4 13,5 ± 0,4 12,1 ± 0,4 13,5 ± 0,3 
730 12,0 ± 0,2 12,5 ± 0,3 - - 
Le Tableau V – 10 montre que la porosité des bétons bas pH évolue au-delà de 28 
jours, ce qui n’est généralement pas le cas pour les matériaux à base de CEM I. Comme pour 
le développement des résistances mécaniques, les réactions pouzzolaniques génèrent une 
densification de la matrice qui, par conséquent, conduit à l’obtention d’une porosité plus 
faible du matériau dans le temps. Le béton TCV présente une porosité inférieure à celle de TL. 
La porosité étant un indicateur de la résistance en compression du matériau, les faibles écarts 
relevés sur les mesures de porosité corroborent les faibles écarts observés sur les valeurs de 
résistance en compression. 
La confrontation avec les matériaux de l’étude de [Ranaïvomanana, 2010] montre que 
les bétons bas pH ont des porosités légèrement supérieures à celle du béton CEM I. De tels 
résultats ont déjà été observés sur des bétons contenant une grande quantité d’ajouts 
[Carcasses et al., 2005]. Plus la teneur en clinker initiale du mélange est importante et plus la 
porosité du mélange est faible. Le travail réalisé en amont sur la formulation des bétons bas 
pH avec le cobroyage du liant et l’optimisation du squelette granulaire a permis de réduire la 




porosité à 90 jours de 14,8% pour TCV et 15,4% pour TL [Garcia et Verdier, 2009] à une 
porosité de 13,0% pour TCV et 13,5% pour TL, soit une diminution relative de 12% 
V.4.1.2. Coefficient de diffusion aux chlorures 
Nous avons été conduits à utiliser deux méthodes pour la mesure du coefficient de 
diffusion des ions chlorure : l’essai de migration des chlorures selon les recommandations 
Nordtest NTBuild 492 et la méthode de spectroscopie d’impédance électrochimie. En effet, 
comme la méthode Nordtest ne permettait pas d’obtenir des résultats fiables, du fait de la très 
faible diffusivité des bétons bas pH, il a été nécessaire d’utiliser une méthode alternative. Les 
essais ont été menés sur des découpes échantillons de dimensions Ø11x5cm pour l’essai de 
migration et des découpes échantillons de dimensions Ø11x3cm pour la méthode EIS. 
L’obtention d’un coefficient de diffusion avec la première méthode s’avère difficile, 
car un courant très faible (de l’ordre du microampère) est mesuré malgré l’application de la 
tension maximale de 60 V préconisée dans la norme. L’effet du champ électrique pour 
accélérer la migration des chlorures est donc fortement réduit en raison de la haute résistivité 
du matériau. Nous observons un front de pénétration inférieur à 1 millimètre pour un 
échantillon ayant été soumis à l’essai pendant 96 heures. Le calcul du coefficient de migration 
des chlorures avec l’équation (V – 8) donne donc des valeurs de Dnssm très faibles. Les ordres 
de grandeurs obtenus indiquent que la méthode de mesure n’est pas adaptée pour une mesure 
précise du coefficient de diffusion pour ce type de matériaux. Elle permet néanmoins de 
montrer que les matériaux bas pH semblent peu perméables aux ions chlorure. Ce résultat a 
aussi été observé par [Codina, 2007] qui montre qu’aucune diminution de la concentration des 
ions chlorure dans le compartiment amont n’est notée durant 28 jours d’expériences lors d’un 
essai LMDC-test [Nugue, 2002]). Elle montre aussi à travers le dosage de la quantité de 
chlorures en fonction de la profondeur du béton que la teneur dans les bétons bas pH est 10 
fois inférieure à celle d’un béton classique. Selon [Lorente et al., 2001], ce phénomène peut 
être expliqué par les possibles interactions entre les ions chlorure et la matrice cimentaire. 
Cette interaction peut être chimique avec la formation de sel de Friedel (réaction avec les 
C3A) en surface qui boucherait la porosité et empêcherait la migration, ou cette interaction 
peut être physique avec l’adsorption des ions chlorure sur les C-S-H. Les surfaces de pâtes 
bas pH, immergées pendant une semaine dans une solution saturée en NaCl, ont été analysées 
à la DRX. Nous n’avons pas constaté la présence de sel de Friedel. 




Une méthode alternative est proposée pour mesurer le coefficient de diffusion. Elle 
consiste à déterminer la résistivité du matériau par électro-impédance, puis d’en déduire le 
coefficient de diffusion à partir des relations (V – 9 et V – 10). Les spectres d’impédance 
mesurés sur les bétons bas pH sont consignés en Figure V – 35 et sont comparés à ceux du 
béton à base de CEM I de l’étude de [Mercado, 2012]. 
  
Figure V – 35 : Spectres d’impédance mesurés sur les bétons bas pH et comparés avec les résultats expérimentaux 
d’un béton à base de CEM I de [Mercado, 2012] 
[Mercado, 2012] propose un modèle électrique basé sur les travaux de [Song, 2000] 
qui permet d’interpréter la réponse d’un matériau cimentaire donnée sous la forme du spectre 
d’impédance (Figure V – 36). 
 
Figure V – 36 : Modèle électrique conventionnel (a) [Mercado, 2012] pour interpréter la réponse du matériau 













































Le premier bloc du modèle électrique avec la résistance Ro correspond selon 
[Christensen et al., 1994] à une résistance de compensation pour des fins d’ajustement au 
spectre expérimental, sans signification physique. En pratique, il peut arriver que l’arc de Ro 
correspondant aux hautes fréquences (à gauche) soit peu visible en raison des limitations 
propres à l’appareil de mesure, à l’impédance du câblage de la cellule d’essai ou à la 
configuration de la cellule. Les deux autres blocs correspondent au matériau électrolytique 
lui-même (Rl, Cl) et l’interface électrode-matériau électrolytique (Re, Ce). Succinctement, le 
bloc 2 contient les éléments principaux qui nous intéressent : la résistance ohmique des voies 
de conduction continue [Song, 2000], c’est-à-dire les pores interconnectés. Le troisième bloc 
est relatif à la structure interface électrode-matériau électrolytique, cette interface est présente 
à cause des espèces dont les charges pour des raisons énergétiques ne sont pas transférées aux 
atomes dans les électrodes mais qui demeurent adsorbées d’une manière permanente sur la 
surface de celles-ci. 
La boucle principale que nous pouvons observer sur les bétons bas pH correspondent 
au bloc 2 du modèle électrique présenté. La valeur de la résistance ohmique Rmat d’un 
matériau poreux correspond à la valeur minimale de |-ImZ| (point d’inflexion bornant la 
région des basses fréquences). Pour les bétons bas pH, nous prendrons donc l’abscisse de 
l’extrémité droite de la courbe (Figure V – 35) pour déterminer la résistivité du matériau. Les 
bétons TCV présentent une résistivité plus faible (~72 kΩ) que les bétons TL et (~120 kΩ). En 
comparaison, la résistivité des bétons CEM I avec un degré de saturation de 0,9 est d’environ 
de 7,5 kΩ soit 10 à 16 fois plus faible que les bétons bas pH. Pour avoir un béton CEM I avec 
une aussi bonne résistivité que les bétons bas pH, il faudrait que son degré de saturation soit 
de 0,67, ce qui impliquerait une continuité de phase aqueuse moins importante.  
A partir de la détermination de la résistivité du matériau et de la mesure de la 
conductivité de la solution porale, il est possible de calculer le facteur de forme et d’en 
déduire le coefficient de diffusion effectif. Le Tableau V – 11 récapitule les valeurs de 
conductivité de la solution porale, de facteur de forme et de coefficient de diffusion effectif 
des bétons bas pH comparés à celles des bétons CEM I et CEM V [Mercado, 2012]. 




Tableau V – 11 : Valeurs de conductivité de la solution porale, de facteur de forme et de coefficient de diffusion 
effectif des bétons bas pH comparés à ceux des bétons CEM I et CEM V [Mercado, 2012] 
 
La conductivité de la solution porale d’un béton CEM I est plus de 8 à 10 fois 
supérieure à celles des bétons bas pH. Leur faible conductivité s’expliquerait par une présence 
moins importante d’ions en solution [Codina, 2007 ; Bach, 2010]. Ce résultat confirme aussi 
les résultats de la NTBuild 492 où un très faible courant a été mesuré. Les porosités des 
bétons de Mercado (11% pour le CEM I et 12 % pour le CEM V) sont sensiblement 
équivalentes à nos bétons, ce qui signifie qu’il existe un même volume relatif disponible à 
l’intrusion d’eau. La différence se fait donc au niveau de la microstructure. Les bétons CEM 
V possède une quantité supérieure de pores très petits que les bétons CEM I avec un réseau 
poreux enchevêtré, c’est-à-dire avec une tortuosité et une constrictivité plus développées mais 
avec moins de connectivité. Dans le cas des bétons bas pH composés essentiellement 
d’hydrates de type C-S-H, ce constat est encore plus vrai, ce qui est mis en évidence à travers 
un facteur de forme bien plus élevé.  
Les bétons bas pH ont un coefficient de diffusion inférieur à celui des bétons CEM I et 
CEM V. Entre les deux formules de bétons étudiées, les bétons TL sont moins diffusifs que les 
bétons TCV. Sur le même principe que celui évoqué, , il est possible de calculer le coefficient 








) à partir du facteur de forme. 
Dans l’équation V – 10, il suffit de modifier la valeur de Do qui est le coefficient de diffusion 
de l’espèce concernée en solution infiniment diluée (en m².s-1). Ces valeurs sont disponibles 
dans [Atkins, 1998]. En perspective, il serait intéressant de valider les différentes valeurs de 
coefficient de diffusion obtenues par une confrontation expérimentale. 
V.4.1.3. Mesure de la perméabilité 
La perméabilité est une grandeur essentielle pour caractériser l’étanchéité d’un 
matériau et des essais sont indispensables pour fournir des données en vue de la modélisation 
des transferts hydriques. Nous présentons ici les résultats des mesures de la perméabilité à 
l’oxygène et de la perméabilité à l’eau. Les essais ont été menés sur des découpes 
Bétons Moyenne Ecart-type Moyenne Ecart-type Moyenne Ecart-type
TCV 0,429 0,015 10306 402 1,97E-13 0,08E-13
TL 0,331 0,017 13535 496 1,50E-13 0,05E-13
CEM I 3,400 - 506 73 4,10E-12 -
CEM V 5,500 - 1384 56 1,50E-12 -













d’échantillons de dimensions Ø11x5cm pour la perméabilité à l’oxygène et Ø11x3cm pour la 
perméabilité au liquide. 
V.4.1.3.1. Perméabilité à l’oxygène 
Les valeurs de perméabilité à l’oxygène des bétons bas pH TCV et TL séchés jusqu’à 
masse constante sont données dans le Tableau V – 12. Elles sont comparées aux résultats 
obtenus par [Ranaïvomanana, 2010] sur les bétons références CEM I et CEM V de l’Andra.  













TCV 105°C 2,19 ± 0,08 3,24 ± 0,006 
TL 105°C 3,63 ± 0,08 5,96 ± 0,003 
CEM I 105°C 0,43 ± 0,06 - 
CEM V 105°C 3,00 ± 0,30 - 
Ces valeurs de perméabilité à l’oxygène sont extrapolées (Figure V – 37) pour une 
pression d’essai infinie (origine des abscisses du graphe), comme le préconise [Klinkenberg, 
1941], pour s’affranchir de la contribution non visqueuse à l’écoulement. Le coefficient de 
Klinkenberg dépend du parcours moléculaire moyen ainsi que de la morphologie et de la 
topologie du réseau poreux. Plus le rayon moyen des pores percolants est faible et plus le 
coefficient de Klinkenberg sera élevé. La perméabilité apparente sera donc plus importante. 
 
Figure V – 37 : Evolution de la perméabilité à l’oxygène en fonction de l’inverse de la pression moyenne d’entrée 




























Tcv 5cm (0% de saturation à 105°C)
TL 5cm (0% de saturation à 105°C)




Pour un séchage jusqu’à masse constante à 105°C, les échantillons de béton TCV 
présente une perméabilité à l’oxygène qui est 1,5 fois plus faible que le béton TL. Les 
perméabilités mesurées sur les bétons bas pH sont du même ordre de grandeur que celles 
obtenues sur des échantillons de béton CEM V. Malgré le fait que les bétons bas pH et CEM 
V aient un réseau poreux plus fin que celui du béton CEM I, leur perméabilité est supérieure. 
Une des explications possible serait un endommagement par microfissuration plus important 
des bétons avec une forte proportion de pouzzolanes qui se produirait pendant le séchage à 
105°C en raison d’un réseau poreux plus fin et donc de pressions capillaires plus intenses. Ce 
point sera développé dans la suite du chapitre. 
V.4.1.3.2. Perméabilité à l’eau 
Les mesures de perméabilité à l’eau sont présentées dans cette partie. Les résultats 
pourront être comparés avec les données de référence Andra et utilisés pour alimenter le 
modèle de transfert. Les essais ont été réalisés sur des matériaux sortis de cure humide (et 
saturés ensuite sous eau). Les essais de perméabilité à l’eau des bétons bas pH TCV et TL n’ont 
pu être réalisés que sur un seul échantillon en raison des durées des manipulations très 
longues (1 mois). Les valeurs de perméabilité à l’eau calculées à partir des débits massiques 
sont comparées à celles des bétons de référence Andra [Andra, 2001] dans le Tableau V – 13. 
Tableau V – 13 : Perméabilités à l’eau des bétons bas pH confrontées à celles des bétons CEM I et CEM V [Andra, 
2001] 
Bétons Perméabilité à l'eau (en 10
-20
 m²) 
TCV 2,3  
TL 1,6  
CEM I 9,5 ± 2,4 
CEM V 13,7 ± 3,1 
Si l’essai réalisé est représentatif du béton, nous constatons que la tendance semble 
être inversée par rapport à la perméabilité à l’oxygène avec TL moins perméable que TCV. Les 
matériaux bas pH présenteraient donc des propriétés de transfert différentes selon leur état de 
saturation (saturé et sec) et selon les conditions d’essais. L’eau utilisée étant de l’eau du 
réseau, les interactions avec des matrices réactives sont inévitables surtout sur la durée des 
essais (carbonatation, reprise d’hydratation, colmatage…)  
Les bétons bas pH présentent des perméabilités à l’eau presque 5 à 10 fois plus faibles 
que celles des bétons de référence Andra. Cette différence est liée essentiellement à la 




différence entre les réseaux poreux de ces matériaux. Pour les bétons bas pH, le réseau poreux 
est peu connecté et tortueux avec une proportion de pores fins plus élevée car la matrice est 
constituée essentiellement de C-S-H. 
Pour s’affranchir des interactions mises en jeu au cours d’un essai de perméabilité à 
l’eau, des essais de perméabilité à l’éthanol ont été réalisés pour essayer de déterminer une 
perméabilité réellement intrinsèque. Les résultats seront présentés dans la suite du chapitre. 
V.4.2. Evaluation des méthodes de mesure 
Cette partie sort un peu du cadre de l’étude, mais concerne plus généralement la 
problématique de la mesure des coefficients de perméabilité. Son objectif est de mieux 
comprendre et d’analyser les grandeurs mesurées, en fonction du préconditionnement des 
échantillons lors d’essais de perméabilités au gaz et au liquide. Plusieurs questions peuvent 
être soulevées au regard des précédents résultats. Les perméabilités obtenues sont-elles bien 
intrinsèques au matériau ou dépendent-elles d’autres paramètres? Le préconditionnement des 
échantillons, notamment le séchage des échantillons, peut-il endommager le matériau et par 
conséquent impacter la mesure ? 
Dans l’optique d’apporter des éléments de réponses à ces questions, nous avons réalisé 
une campagne de mesures complémentaires. La mesure de la perméabilité à l’oxygène a été 
réalisée sur des échantillons de deux épaisseurs différentes pour différents états de saturation. 
Nous avons pu ainsi étudier l’impact de l’épaisseur de l’échantillon sur la mesure. Pour la 
perméabilité au liquide, l’éthanol a été utilisé pour éviter les interactions liquide-matrice. Ces 
essais ont été menés sur des échantillons initialement saturés en eau et des échantillons séchés 
préalablement à 105°C, pour étudier l’impact du préconditionnement sur la mesure. 
V.4.2.1. Influence de l’échelle et du taux de saturation des échantillons sur la 
perméabilité au gaz 
La mesure de la perméabilité relative au gaz nécessite de travailler sur des échantillons 
à différents états de saturation. Le protocole expérimental utilisé pour atteindre ces états de 
saturation est décrit dans la partie V.1.3.3.1. Pour essayer de mettre en évidence un effet 
d’échelle nous avons travaillé sur des échantillons de 3 cm d’épaisseur qui correspondent à un 
peu plus de 2,4 fois le diamètre maximal des granulats. Nous nous affranchissons ainsi du cas 
le plus défavorable où le chemin de percolation du gaz pourrait se faire à travers l’auréole de 
transition de deux granulats superposés dans le sens du flux sur l’épaisseur. t. Les mesures ont 




également été menées sur des échantillons de 5 cm, épaisseur recommandée pour les mesures 
de perméabilité [AFPC-AFREM, 1997]. La mesure de la perméabilité au gaz pour différents 
états de saturation est présentée sur la Figure V – 38 pour les bétons TCV et TL. 
 
Figure V – 38 : Perméabilité au gaz des bétons bas pH pour différents états de saturation 
La perméabilité au gaz a été calculée comme indiquée dans la partie V.4.1.3.1, pour 
une pression d’essai infinie d’après Klinkenberg pour s’affranchir de la contribution non 
visqueuse à l’écoulement. En premier constat, nous pouvons noter que la perméabilité 
« intrinsèque » obtenue par l’approche de [Klinkenberg, 1941] est différente en fonction du 
degré de saturation de l’échantillon. 
Si des écarts sont observés entre les échantillons de différentes épaisseurs, ils peuvent 
être associés à un effet d’échelle et/ou à l’éventuel endommagement du matériau. 
L’endommagement serait lié au séchage. Un séchage prolongé à 105°C peut déstabiliser une 
partie de l’eau liée des C-S-H et peut également engendrer de la microfissuration due aux 
déformations thermiques différentielles entre la pâte et le granulat.  
Pour un taux de saturation proche de 70%, nous pouvons imaginer un 
endommagement faible car le gradient hydrique et donc les pressions capillaires liées au 
séchage sont moins importants que pour l’état sec à 105 °C. Les écarts observés entre les 
perméabilités à l’oxygène sont ainsi relativement faibles. Aucun effet d’échelle n’est donc 
remarqué pour cet état de saturation sur les deux épaisseurs considérées. 




Lorsque la stabilisation de la masse des échantillons est atteinte pour un séchage à 
80°C, on constate que les perméabilités obtenues pour les échantillons de 3 cm correspondent 
au double de celles obtenues pour une épaisseur de 5 cm. Ce facteur multiplicateur passe à 3-4 
pour un séchage à 105°C. On peut ainsi constater un effet couplé de l’endommagement et de 
l’effet d’échelle aux faibles taux de saturation. L’étude de [Wu et al., 2015] confirme que 
l’endommagement dépend fortement de la taille des échantillons. Dans leur étude, des 
échantillons de CEM I de différentes tailles ont été séchés à 105°C (0% de HR), 50°C (7% de 
HR) et à 21°C (55% de HR) puis la densité de microfissures ainsi que leur distributivité en 
fonction de leur largeur ont été évaluées (Figure V – 39).  
 
Figure V – 39 : Densité de microfissures en fonction du rapport de l’épaisseur de l’échantillon sur la taille du 
granulat maximal pour différents état de saturation (a) et distribution des microfissures en fonction de leur largeur 
pour un séchage à 105°C (b)  
Pour un taux de saturation de 55% de HR, l’effet d’échelle est faible comme dans 
notre étude. En revanche, les échantillons séchés à 105°C ont une densité de microfissures 
plus forte lorsque le rapport t/MSA (épaisseur/diamètre maximale du granulat) diminue 
(Figure V – 39a). Ils constatent que la proportion de microfissures de grand diamètre 
augmente aussi (Figure V – 39b). Dans notre étude, nous avons des rapports t/MSA de 2,4 et 
de 4,0 ; selon la tendance affichée, nous pouvons supposer que l’endommagement sur notre 
échantillon est d’autant plus important. Ces auteurs notent que les fissures apparaissent 
préférentiellement à l’interface pâte/granulats. En d’autres termes, sur des échantillons de 
petites tailles, la formation de fissures entre et autour des auréoles de transition (ITZ) créerait 
plus facilement un chemin percolant pour le fluide d’où les écarts importants de perméabilité.  




V.4.2.2. Etude de l’impact d’un préconditionnement sur la perméabilité à l’éthanol 
Les mesures ont été réalisées avec deux différents états de saturation en eau au 
moment de l’essai : l’état sec à 0% de saturation (Sr) après un séchage à 105°C (analogue au 
protocole adopté dans la majorité des études) et l’état saturé (Sr = 1) afin de travailler sur un 
matériau sain et de s’affranchir de l’endommagement constaté préalablement. Les résultats 
sont présentés dans le Tableau V – 14 et sont comparés à ceux de [Ranaïvomanana, 2010]. 
Tableau V – 14 : Perméabilités à l’éthanol des bétons bas pH en fonction du l’état de saturation comparées à celles 
des bétons CEM I et CEM V [Ranaïvomanana, 2010] 
Bétons Préconditionnement 
de l'échantillon 




0% Sr 7,24 ± 1,22 
100% Sr 0,14 
TL 
0% Sr 13,65 ± 0,37 
100% Sr 0,20 ± 0,01 
CEM I 0% Sr 5,10 ± 1,00 
CEM V 0% Sr 13,0 ± 0,70 
En premier constat, pour une même formule de bétons bas pH donnée, la perméabilité 
à l’éthanol sur matériau séché à 105°C est presque 50 (pour TCV) à 60 (pour TL) fois 
supérieure à la perméabilité à l’éthanol sur matériau saturé. Ce résultat corrobore les 
conclusions émises précédemment, à savoir que le séchage du matériau induit un 
endommagement important de la microstructure par la création de microfissures coalescentes. 
Lorsque les mesures sont réalisées sur des matériaux secs, les perméabilités à l’éthanol sont 
du même ordre de grandeur que les perméabilités à l’oxygène obtenues dans les mêmes 
conditions. Dans les deux cas, la mesure de la perméabilité est « intrinsèque » à un matériau 
endommagé. 
Entre les deux formules de béton, nous obtenons des valeurs de perméabilité très 
proches lorsqu’ils sont saturés. Cependant, comme une seule mesure a été réalisée pour TCV, il 
existe donc une incertitude sur sa valeur. Sur les échantillons séchés, les résultats sont proches 
de ceux obtenus par [Ranaïvomanana, 2010] sur les bétons à hautes performances CEM I et 
CEM V. 
En confrontant les valeurs des Tableau V – 13 et Tableau V – 14, on constate des 
différences de perméabilité pouvant aller jusqu’à 2 ordres de grandeur entre la perméabilité 
mesurée à l’eau et celle mesurée à l’éthanol après séchage, conformément aux observations de 




[Loosveldt et al., 2002]. Afin de s’assurer de la mesure de la perméabilité à l’éthanol sur 
échantillons préalablement saturés, une vérification a été réalisée. Dans la mesure où, 
expérimentalement, l’eau contenue dans le réseau poreux est complètement drainée au cours 
de l’essai, la perméabilité au liquide obtenue par la mesure est donc une perméabilité à 
l’éthanol. En connaissant la porosité du matériau, la quantité d’eau initialement disponible 
dans le matériau est connue. Par un dosage de l’éthanol dans le liquide récupéré en sortie de 
l’essai (chromatographie en phase liquide à haute performance) nous avons pu vérifier que 
toute l’eau a bien été drainée en régime permanent et que le fluide percolant à l’aval était 
aussi concentré que celui injecté en amont. Pour expliquer les écarts entre la perméabilité 
liquide et celle à l’éthanol, l’hypothèse d’un colmatage et/ou d’une carbonatation peut être 
avancée. Ces deux phénomènes contribueraient à diminuer le débit et donc à sous-estimer la 
perméabilité au liquide. Pour obtenir la perméabilité intrinsèque réelle du matériau, il pourrait 
être intéressant de faire percoler une solution proche de la composition de la solution 
interstitielle. 
V.4.3. Modélisation des transferts hydriques 
Cette partie concerne la modélisation des transferts hydriques. Dans le cadre de la 
thèse, nous utiliserons un modèle de réseau poreux [Ranaïvomanana, 2010], qui permet de 
simuler les isothermes, et de prédire les perméabilités relatives au liquide et au gaz pour 
simuler le séchage d’un échantillon en condition isotherme. Ce modèle a été validé sur des 
pâtes, mortiers et bétons à base de CEM I et CEM V. Nous proposons de vérifier sa validité 
sur des matériaux bas pH. Dans un premier temps, nous discuterons des résultats des 
isothermes de désorption et de leur modélisation. Nous procèderons ensuite à la modélisation 
de la perméabilité relative aux gaz et au liquide. La simulation du séchage fera l’objet de la 
dernière sous-partie. 
V.4.3.1. Les isothermes de désorption 
V.4.3.1.1. Résultats expérimentaux 
Nous nous intéressons ici aux isothermes de désorption. Ils constituent, avec la 
perméabilité intrinsèque et les perméabilités relatives à l’eau et au gaz, un des paramètres 
d’entrée essentiel à la prédiction du comportement hydrique. 




Les courbes de pertes de masse à 20°C au cours de la première désorption sont 
données en Figure V – 40 pour chaque palier d’humidité relative effectué. Nous rappelons que 
deux séries de mesure ont été lancées simultanément afin de limiter les temps de 
manipulation. 
  
Figure V – 40 : Pertes de masse des échantillons de bétons bas pH (a) comparées à celles obtenus par 
[Ranaïvomanana, 2012] (b) sur des bétons CEM I et CEM V 
Le béton de référence CEM I présente au palier à 55% HR de la désorption davantage 
de perte de masse que les deux bétons bas pH. Cette perte supérieure traduit une porosité 
capillaire plus développée, associée à une plus forte connectivité des pores rendant leur 
accessibilité facile. Les bétons bas pH ont des porosités légèrement plus élevées (12,5% TCV 
et 13,0% TL) que celles des bétons CEM I (12,1%) mais avec un réseau probablement plus 
fin, un volume de macropores limité et une plus faible connectivité. Leurs pertes de masse 
sont donc trois fois moindre à 76% par rapport au béton CEM I. La perte de masse initiale de 
ces bétons entre l’état saturé et le palier à 97% est deux fois plus faible que celle du béton 
CEM I. Le réseau poreux des bétons CEM I et CEM V paraît essentiellement drainé à des 
humidités plus importantes, et donc une partie non négligeable de l’eau libre est accessible 
dès les forts paliers d’humidité. 
La Figure V – 41 présente les isothermes de désorption déduites des pertes de masse 


















































































Figure V – 41 : Isothermes de désorption d’eau à 20°C des béton bas pH comparés aux bétons CEM I/CEM V (a) 
et bétons bas pH de [Ranaïvomanana, 2010], notés ici bis (b) 
Aux hautes humidités et jusqu’à 76%, les bétons bas pH ont une capacité de rétention 
d’eau beaucoup plus importante que les bétons classiques CEM I et CEM V. La chute 
importante entre l’état saturé et le palier à 97 % sur le béton CEM I serait due à un réseau 
percolant se drainant très rapidement dès que l’humidité baisse (Figure V – 41a). Le réseau 
poreux des bétons CEM I pourrait être constitué d’une plus grande proportion de larges pores 
capillaires interconnectés ou encore de pores capillaires connectés entre eux par une 
éventuelle microfissuration diffuse. La présence d’auréoles de transition accessibles depuis la 
surface du fait de la fine épaisseur des échantillons pourrait aussi justifier cette chute, qui 
serait atténuée sur les bétons bas pH et le béton CEM V en raison d’une meilleure interface. 
Par exemple, il est connu que la portlandite précipite préférentiellement aux interfaces pâtes 
granulat et sa consommation entrainerait une densification de la matrice dans ces zones. 
La comparaison des résultats des bétons bas pH de la présente étude et de celle de 
[Ranaïvomanana, 2010] met en évidence deux différences majeures. Les bétons bas pH de la 
présente étude ont une chute initiale du degré de saturation plus faible (Figure V – 41b). Cette 
différence peut provenir d’une meilleure auréole de transition et/ou (ii) un état de saturation à 
100% d’HR qui serait sous-estimé dans notre étude. Cette sous-estimation pourrait 
s’expliquer par une absorption trop importante d’eau par le papier absorbant lors de la pesée 
des échantillons en sortie de la saturation sous eau. La deuxième différence majeure est la 
tendance d’évolution en deçà de 55 % d’humidité relative. En effet, dans la présente étude, les 
évolutions des isothermes de désorption de TCV et TL suggèrent que ces bétons présentent un 
réseau poreux similaire avec une porosité accessible à l’eau semblable. Les bétons de l’étude 
de [Ranaïvomanana, 2012] présentaient une différence de porosité accessible à l’eau plus 



































































des écarts de connectivité au palier considéré. Par conséquent, le béton TL de son étude étant 
plus poreux, retiendrait moins d’eau que son béton TCV aux humidités intermédiaires. 
V.4.3.1.2. Modélisation des isothermes de désorption 
Les valeurs des différents paramètres du modèle pour chacun des 4 matériaux 
considérés sont présentées dans le Tableau V – 15. 
Tableau V – 15 : Valeurs des paramètres du modèle pour les bétons bas pH comparées à celles des BHP CEM I et 
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6,2 300 4,3 
0,4 
2,0 
TL 12,5 3,5 6,6 300 2,4 
CEM I 12,3 2,7 6,5 300 3,1 1,6 
CEM V 14,7 3,0 9,3 300 2,2 
Pour la valeur de la porosité accessible à l’eau Ø, nous avons utilisé les valeurs 
mesurées expérimentalement. La porosité des capillaires larges (Ø large) est déterminée à 
partir de la chute initiale de l’isotherme de désorption aux fortes humidités. L’évaluation de la 
fraction de C-S-H et de leur porosité s’avère difficile en raison des C-S-H secondaires formés 
par les réactions pouzzolaniques. Dans un premier temps, nous avons déterminé la quantité de 
C-S-H formée à hydratation totale avec le modèle stœchiométrique présenté dans le Chapitre 
4. Nous avons ensuite pondéré cette quantité de C-S-H par le degré d’hydratation prédit par le 
modèle d’hydratation à l’instant du début de la mesure. Par ailleurs, cette valeur peut 
également être approchée à partir de l’isotherme de première adsorption par une approche 
simplifiée. La porosité des C-S-H (Ø C-S-H) correspond environ au volume d’eau présent dans 
le matériau à l’équilibre avec une hygrométrie de 44% HR. Cette valeur d’humidité relative 
est en réalité très proche de celle correspondant à rC-S-H (rayon moyen du mode poreux associé 
aux pores des C-S-H) à 42%. Avec cette approche, nous trouvons un Ø C-S-H de 2,8. Nous 
avons conservé la première approche car elle permet une meilleure simulation de l’isotherme. 
Enfin, la porosité des petits capillaires (Ø moyen) est le complément des deux porosités 
mentionnées pour atteindre la porosité totale accessible à l’eau. Afin d’améliorer la 
représentativité des pores des hydrates, une valeur limite a été introduite dans le terme Ap 
(coefficient d’aplatissement des pores). Ensuite, par analyse inverse sur différents matériaux 
cimentaires, [Ranaïvomanana et al., 2013] ont déterminé une valeur du rayon critique rc 
optimale à 2 nm (cf. Chapitre I). 




Pour les rayons des différentes familles de pores, nous avons conservé les valeurs 
initiales du modèle. Ces hypothèses sont basées sur la classification proposée par [Mindess et 
al., 2002] à laquelle le modèle fait référence. Les valeurs suivantes sont proposées : une 
valeur pour δ (l’amplitude des modes de pores) de 0,4 qui est associée aux valeurs des 
différents rayons figés à 1,5 nm pour le mode relatif aux pores des C-S-H (rC-S-H) et à 9,5 nm 
pour le mode relatif aux pores capillaires moyens (rmoyen). Ces valeurs modales des rayons 
poreux sont à peu près équivalentes à celles identifiées par [Baroghel-Bouny, 1994]. Pour les 
gros pores fortement connectés, l’impact du paramètre rlarge est assez faible dans le modèle. 
Nous avons donc choisi pour la modélisation de prendre la valeur rlarge de 300 nm 
[Ranaïvomanana et al., 2013]. La valeur du rayon critique rcr qui définit la dimension de 
transition entre les pores cylindriques et oblongs est figée à 2 nm. 
La Figure V – 42 montre la confrontation de la simulation de l’isotherme de 
désorption à partir des données d’entrée avec les données expérimentales. A titre informatif, 
la simulation de courbe d’adsorption y figure aussi. 
 
Figure V – 42 : Confrontation des simulations d’isotherme de désorption calculées par le modèle avec les données 
expérimentales 
Le modèle permet de retrouver les isothermes mesurés expérimentalement. Cette étude 
permet de valider la distribution de tailles des pores idéalisée du modèle de réseau poreux sur 
les bétons bas pH.  
V.4.3.2. Prédiction des perméabilités relatives 
Dans cette partie, nous présentons les différentes extensions du modèle de réseau 





































convectives des phases liquide et gaz (perméabilités relatives au liquide et au gaz) et par la 
contribution diffusive de la phase de vapeur d’eau. Il est donc nécessaire dans la modélisation 
de considérer également l’atténuation du flux diffusif de vapeur (Rd) pour corriger 
l’écoulement de vapeur d’eau en fonction de l’évolution de l’état de saturation du matériau. 
Les hypothèses et expressions de calcul de ces 3 paramètres sont présentées dans la synthèse 
bibliographique. 
Pour déterminer le coefficient Krg expérimentalement, nous avons mesuré la 
perméabilité apparente au gaz pour divers paliers de saturation. Le coefficient Krg est ensuite 
déterminé par rapport à la perméabilité mesurée sur le matériau séché à 105°C. Ce calcul 
intègre donc l’endommagement évolutif du matériau associé au séchage, faible aux hautes 
saturations et croissant au fur et à mesure de la désaturation.  
La simulation de la perméabilité au gaz des bétons bas pH et CEM I [Ranaïvomanana 
et al., 2013] est confrontée aux données expérimentales sur la Figure V – 43. 
    
Figure V – 43 : Confrontation de la prédiction de la perméabilité relative au gaz aux données expérimentales (a) et 
simulations de la perméabilité relative liquide (b) 
La simulation des perméabilités relatives au liquide et au gaz pour les deux formules 
de béton bas pH donne deux courbes qui sont quasiment superposées. Cela est lié à une 
distribution modale très similaire pour les deux liants hydratés, c’est-à-dire que d’un point de 
vu de la modélisation, les bétons bas pH présentent des réseaux poreux semblables. Les écarts 
observés sur la perméabilité relative au gaz entre les données expérimentales et la 
modélisation (Figure V – 43a), notamment aux fortes saturations, pourraient s’expliquer par 
les hypothèses établies pour la connectivité des pores à la phase gazeuse, Fg, qui serait plus 



































































Pour la perméabilité relative au liquide et les simulations proposées, nous constatons 
que sur les bétons bas pH, la chute initiale est plus brutale, mais qu’il y a par la suite une forte 
atténuation de cette chute. Dans ces matériaux, la proportion de pores fins est plus importante 
en raison de sa microstructure constituée essentiellement de C-S-H. La segmentation du 
réseau poreux en surface (faible connectivité entre les gros pores et les pores fins) serait 
responsable de la chute initiale importante (drainage des gros pores). La continuité de la phase 
liquide est ensuite assurée par des pores plus fins qui se drainent progressivement. Dans le 
CEM I, cette segmentation est moins prononcée, ce qui assure une certaine continuité du 
réseau percolant et une chute moins rapide aux fortes humidités. Cela reste des hypothèses car 
il n’est pas possible d’avoir une validation expérimentale pour la perméabilité relative au 
liquide puisque, d’un point de vue pratique, la perméabilité liquide ne peut être déterminée 
directement que sur matériau totalement saturé.  
Pour des taux de saturations où la phase liquide devient discontinue dans le réseau 
poreux, la contribution de la perméabilité liquide baisse fortement. Dans ce cas, la 
contribution diffusive de vapeur prend une part croissante dans les flux hydriques quittant le 
matériau. Le modèle de réseau poreux permet d’évaluer la résistance du milieu poreux à la 
diffusion des gaz Rd. Cette évaluation de Rd est présentée en Figure V – 44. 
 
Figure V – 44 : Simulation de l’évolution de la résistance à la diffusion de gaz en fonction du degré de saturation 
pour les bétons bas pH et des CEM I, BHP ou Béton Ordinaire (BO) de l’étude de [Ranaïvomanana et al., 2013] 
Aux fortes humidités, la contribution de la diffusion de gaz est quasi-nulle car les 
transferts hydriques sont pilotés par la perméabilité liquide. Aux moyennes humidités, nous 
pouvons constater des différences entre les bétons bas pH et les bétons CEM I (BO/ BHP). Il 
existe un facteur allant de 20 à 30 entre les bétons bas pH et les bétons CEM I pour un même 
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une contribution liquide de 1 à 2 ordres de grandeur supérieurs à celle obtenue sur CEM I 
(Figure V – 43b). La diffusion à la vapeur est donc plus importante sur le CEM I que sur les 
bas pH où réside un plus grand potentiel pour le transport de liquide. Par ailleurs, sur les 
essais EIS, nous avons montré que les bétons bas pH sont beaucoup moins diffusifs que les 
bétons CEM I ce qui est en accord avec le fait que la contribution à la diffusion de gaz est 
plus faible pour les bas pH. 
En combinant les propriétés de transfert déterminées dans la partie V.4.1. avec les 
évolutions en fonction du degré de saturation présentée dans cette partie, il est possible de 
simuler le séchage des bétons bas pH avec le modèle de réseau poreux. 
V.4.3.3. Modélisation du séchage 
Pour valider les différents paramètres obtenus soit expérimentalement soit 
numériquement et présentés plus haut, nous terminerons cette partie sur les propriétés de 
transfert par une modélisation du séchage en condition isotherme à 20°C pour les deux bétons 
bas pH. Les valeurs de perméabilités relatives et de résistances à la diffusion au gaz extraites 
du modèle sont utilisées pour la modélisation.  
L’approche la plus complète pour la modélisation des transferts hydrique est celle qui 
prend en compte les différentes phases présentes dans le milieu poreux (phase liquide, l’air 
sec et la vapeur d’eau). Une approche simplifiée considérant une pression totale de gaz 
constante peut être adoptée [Thiery et al., 2007]. Les transferts hydriques sont alors exprimés 
par une seule loi de conservation de la masse d’eau dans laquelle les phases liquide et vapeur 
sont prises en compte simultanément. Le processus de séchage est piloté par une contribution 
de l’écoulement liquide de l’eau et par la diffusion de la vapeur d’eau. L’expression donnée 






∅(1 − 𝑆𝑟)⌋ = 𝑑𝑖𝑣 (𝜌𝑒
𝐾𝑒
h𝑒
𝐾𝑟𝑙𝑔𝑟𝑎𝑑⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗  𝜌𝑙 + 
M𝑣
𝑅𝑇
R𝑑Dv0𝑔𝑟𝑎𝑑⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗  𝜌𝑣)(V – 12) 
Où : 
- 𝜌𝑒 est la masse volumique de l’eau en kg/m
3
 
- ∅ est la porosité en % 
- 𝑆𝑟 est le degré de saturation en % 
- ρ𝑣 est la pression de vapeur partielle en kPa 
- R est la constante des gaz parfait 




- T est la température en K 
- 𝐾𝑒 est la perméabilité à l’eau en m² 
- h
𝑒
 est la viscosité de l’eau 1,002.10-3 Pa.s 
- 𝐾𝑟𝑙 est la perméabilité relative liquide 
- 𝜌𝑙 est la pression de liquide en kPa 
- M𝑣 est la masse molaire de la vapeur d’eau en kg.mol
-1
 
- R𝑑 est la résistance du milieu à la diffusion de gaz 





Dans le modèle, la variable principale est l’humidité relative. Les autres variables 
(Sr, 𝜌𝑙,, ρ𝑣) sont exprimées en fonction de l’humidité relative.  
Pour les deux bétons bas pH, le séchage unidirectionnel à 55 % HR d’un bloc de 7x7 
cm de section et avec une épaisseur de 5 cm a été simulé. Après une cure humide de plus de 2 
ans, un échantillon de chaque formule a été saturé en eau avant le début de l’essai. La 
résolution du modèle est faite sur le logiciel COMSOL Multiphysics. La Figure V – 45 
présente une confrontation de la simulation du séchage avec les points expérimentaux 
mesurés sur une durée de 200 jours. 
 
Figure V – 45 : Confrontation de la simulation du séchage des bétons bas pH avec les données expérimentales 
Nous avons une bonne concordance de la simulation du séchage avec les points 
expérimentaux. L’utilisation des valeurs de Krl et Rd calculées par le modèle permet de 




























des valeurs de perméabilité à l’eau de 1,4.10-20 m² pour les bétons TCV et 0,7.10
-20
 m² pour TL. 
Ces valeurs sont plus faibles que celles mesurées expérimentalement (2,3.10
-20
 m pour TCV et 
1,6.10
-20
 m² pour TL), mais restent relativement proches en terme d’ordre de grandeur. 
L’hypothèse avancée pour expliquer ces écarts est la suivante. Les cinétiques de séchage pour 
un même béton sur différents échantillons peuvent être relativement dispersées. Or dans notre 
cas, les pertes de masse ayant été suivies sur un seul échantillon, un doute subsiste quant à la 
validité de la cinétique obtenue. La valeur de perméabilité liquide découlant du calage sur la 
courbe expérimentale peut dans ce cas être discutable car une autre cinétique (amplitude 
différente plus qu’allure) conduit inévitablement à des perméabilités liquides différentes.  
En ce qui concerne la comparaison des bétons TCV avec TL, la courbe de perte de 
masse en Figure V – 45 concorde avec celle du retrait de la Figure V – 24. La perte de masse 
des bétons TCV est plus importante que celle des bétons TL.  
Nous avons vu que, initialement aux fortes humidités, le séchage est piloté par la 
perméabilité relative liquide mais en raison du nombre d’essais réalisés, une incertitude 
demeure et nous ne pouvons pas conclure sur la valeur réelle de perméabilité à l’eau de ces 
bétons et sur leur agencement. Cependant, le modèle donne des perméabilités liquide proches 
de celles obtenues expérimentalement et l’agencement entre les deux bétons est respecté (cf. 
Tableau V – 13). Les deux bétons présentent quoi qu’il en soit des perméabilités liquides très 
proches. En revanche, aux taux de saturation plus faibles, la contribution diffusive devient 
importante. On remarque sur la Figure V – 45 que la cinétique de séchage du béton TL est 
amortie par rapport à celle de TCV. Cela signifie que TL est moins diffusif que TCV et cela 
rejoint les observations réalisées lors des mesures de coefficient de diffusion aux chlorures.  
Le modèle de réseaux poreux est adapté pour simuler les équilibres hydriques et 
fournit des paramètres pertinent pour la simulation des transferts de masse dans les liants bas 
pH.  
Conclusions 
Le comportement à l’état durci des liants bas pH au cours de l’hydratation a été abordé 
dans ce chapitre. Les résultats obtenus ont permis de compléter la base de données actuelle de 
l’Andra sur ces matériaux récents. Concernant les propriétés mécaniques de ces bétons, 
l’étude de la maturométrie de ces bétons a mis en évidence que : 




 Le critère de résistance en compression de 70 MPa est atteint à 90 jours et, à terme, les 
résistances en compression se stabilisent autour 85 MPa. L’optimisation de 
l’arrangement granulaire et le cobroyage du liant permettent d’obtenir de meilleures 
résistances en compression. La faible teneur en clinker des liants bas pH impacte 
uniquement la cinétique initiale d’évolution des résistances mécaniques. 
 L’utilisation de la loi de [De Schutter et Taerwe, 1996] avec le degré d’hydratation 
prédit par le modèle d’hydratation adapté aux liants ternaires, permet d’avoir une 
simulation satisfaisante de l’évolution des propriétés mécaniques dans le temps. Le 
modèle d’endommagement proposé par [Sellier et al., 2013] a été utilisé et a permis de 
simuler correctement les résultats des essais de flexion 3 points. 
Les déformations différées de ces bétons ont aussi été mesurées dans l’optique de réaliser 
une modélisation du comportement T-H-C-M à long terme de l’ouvrage. Cette étude montre 
que : 
 Le retrait total dépasse les 500 µm/m tout comme pour les bétons de formulations plus 
traditionnelles à base de CEM I et CEM V et de classes de résistance équivalentes. 
Cependant les retraits tendent vers les mêmes valeurs à terme quelque soient les 
bétons. Un retrait inférieur à 500 µm/m parait difficile à atteindre si l’on veut respecter 
les autres points du cahier des charges. Néanmoins, une diminution du dosage en liant 
peut encore être envisagée pour tenter de limiter le retrait endogène qui est le plus 
développé pour les liants bas pH. 
 Les bétons TL développent un retrait endogène et un retrait total plus élevés que les 
bétons TCV, mais avec un retrait de dessiccation est plus faible. Le réseau poreux de TL 
semble plus fin que celui de TCV. Les différents modes de cures étudiés montrent que 
les déformations libres des bétons convergent indépendamment de l’histoire hydrique 
dès lors que leurs états de saturation se rapprochent. 
 Les déformations sous charges des bétons bas pH sont similaires à celle des bétons 
classiques à base de CEM I et CEM V. L’historique des déformations totales permet 
de mettre en évidence la notion de potentiel de déformation différée [Acker, 2001]. En 
effet, les déformations différées sous charge des bétons bas pH sont supérieures à 
celles des bétons classiques, car ces derniers avaient subi préalablement au chargement 
de fluage des déformations de retrait sur une période plus longue qui avaient consolidé 
le matériau et entamé une part de leur potentiel de déformation différée. 




 Le fluage propre spécifique des bétons bas pH a été simulé avec une bonne précision 
avec le modèle rhéologique de [Sellier et al., 2009]. Nous disposons ainsi d’un jeu de 
paramètre réaliste pour chaque formule de béton qui pourrait être utilisé pour simuler 
de la réponse structurelle de l’ouvrage. 
L’évaluation des propriétés de transfert est nécessaire pour alimenter les modèles de 
transferts hydriques. Dans un premier temps, les données d’entrée du modèle ont été mesurées 
expérimentalement et les méthodes d’évaluation de la perméabilité ont été discutées. Nous 
avons ensuite utilisé le modèle de réseau poreux [Ranaïvomanana, 2013] pour simuler 
l’évolution des propriétés de transfert en fonction du degré de saturation et les transferts 
hydriques au sein du matériau. Les points à retenir de cette partie sont que :  
 La porosité accessible à l’eau des bétons bas pH est comparable à celle des bétons à 
hautes performances à base de CEM I. L’étude sur l’optimisation de l’arrangement 
granulaire et le cobroyage du liant ont permis de réduire la porosité de plus de 10% 
par rapport aux résultats obtenus dans les études antérieures. 
 La méthode EIS est utilisée pour déterminer le coefficient de diffusion de ces 
matériaux très résistifs. Les résultats montrent que les bétons bas pH sont moins 
diffusif d’un ordre de grandeur par rapport aux bétons classiques. Le béton TL est 
moins diffusif que le béton TCV.  
 Les valeurs de perméabilités intrinsèques à l’eau et au gaz donnent des résultats 
comparables aux bétons classiques en terme d’ordre de grandeur. Les perméabilités 
mesurées au gaz sur matériau sec montrent que TCV est moins perméable que TL, ce 
qui pourrait traduire un endommagement plus important pour TL surtout que 
concernant les perméabilités à l’eau, les valeurs mesurées sur les deux bétons sont très 
similaires et que l'agencement semble inversé. Des essais supplémentaires nous 
permettraient de confirmer une tendance.  
 Concernant la discussion des méthodes de mesure, les différences de perméabilité 
mesurées entre l’état sec et l’état saturé indiquent que les propriétés de transfert du 
matériau dépendent fortement du degré de saturation de l’éprouvette. Les essais de 
perméabilité au gaz ont montré que ces différences sont principalement dues à un 
endommagement du matériau lors du séchage. Cet endommagement est lié à la taille 
des échantillons et à celle du plus gros granulat : plus l’épaisseur de l’échantillon est 




faible et le diamètre du granulat grand, et plus l’amplitude de l’endommagement est 
importante. 
 La validation du modèle de réseau poreux de [Ranaïvomanana, 2010] sur les bétons 
bas pH a été faite par une confrontation des résultats de l’isotherme de désorption et 
des perméabilités relatives au gaz. Une bonne concordance entre la simulation et les 
mesures expérimentales a été mis en avant. A partir de l’isotherme de désorption, de la 
perméabilité relative au liquide et de la résistance du milieu à la diffusion au gaz 
calculées par le modèle, nous avons pu simuler le séchage d’une éprouvette de chaque 
formule de béton. Le modèle de réseau poreux est donc adapté pour modéliser les 






La connaissance du comportement des matériaux cimentaires bas pH destinés aux 
futures structures de stockage des déchets radioactifs de type MAVL est nécessaire pour 
s’assurer d’une bonne mise en œuvre à l’état frais, d’une bonne tenue chimique, mécanique et 
d’un confinement performant dans les conditions d’exploitation. Ces conditions se 
caractérisent par une longue durée d’acheminement entre la fabrication et la mise en œuvre du 
fait de l’étendue du site, par une exothermie potentiellement importante lors de leur 
hydratation au jeune âge du fait des pièces massives à couler, par des interactions chimiques 
dans le temps entre le béton et l’argile ainsi que par des déformations différées à long terme 
pouvant être excessives compte tenu des conditions Thermo-Hydro-Mécaniques et donc 
préjudiciables. Pour disposer d’un matériau idoine, un programme expérimental a été établi 
entre l’Agence nationale pour la gestion des déchets radioactifs (Andra) et le Laboratoire 
Matériaux et Durabilité des Constructions (LMDC). Les objectifs de ce programme étaient 
d’établir des formulations de bétons bas pH pertinentes respectant un cahier des charges 
prédéfini et de mieux appréhender la phénoménologie de leur comportement à l’état frais, leur 
évolution physico-chimique dans le temps ainsi que leur comportement à l’état durci, 
mécanique et vis-vis des transferts. Ces objectifs ont été en partie atteints. 
Le Chapitre 1 consacré à la revue bibliographique a permis de dresser un bilan de 
l’état des connaissances actuelles sur les liants et bétons bas pH qui montre que ces matériaux 
récents restent encore peu étudiés. Parmi les bétons bas pH qui ont été développés à l’Andra, 
les deux formules les plus prometteuses sont celles à base de liant ternaire, TCV (CEM I, 
fumée de silice, cendres volantes) pour le ternaire aux cendres volantes et TL (CEM I, fumée 
de silice, laitier de Haut Fourneau) pour le ternaire au laitier. La littérature met en avant le fait 
que la microstructure de ces matériaux est particulière en raison de leur forte teneur en 
additions. Les hydrates formés sont bien distincts de ceux formés par l’hydratation du ciment 
Portland, ce qui implique que le comportement du matériau à l’échelle macroscopique 
pourrait  aussi être différent de celui rencontré sur des liants classiques. Quant au 
comportement à l’état frais et à l’état durci, peu de données sont disponibles pour les bétons 
bas pH et les rares études menées ne concernent généralement que les essais les plus 
communs comme la mesure de l’affaissement, la résistance en compression ou le retrait. Ces 
données sont insuffisantes pour garantir une bonne mise en œuvre et permettre une 





Nous avons donc établi un programme expérimental permettant de combler ce manque 
de données. Les diverses solutions de mise en œuvre des bétons bas pH in-situ ont été 
recensées pour pouvoir proposer par la suite un programme expérimental adapté à la 
réalisation in situ. Le travail de caractérisation à l’état frais mené durant cette étude a permis 
de proposer des préconisations pour la mise en œuvre de ces bétons. Il est essentiel de 
d’étudier l’hydratation des liants hydratés pour avoir accès au degré d’hydratation et faire le 
lien avec la modélisation hydromécanique. Une caractérisation de la microstructure ainsi que 
le suivi des indicateurs de l’hydratation ont donc été réalisés sur les pâtes bas pH. La 
connaissance de leur comportement à l’état durci permettant la prédiction de la durée de vie 
de la structure a conduit à étudier leur maturométrie, leurs déformations différées et les 
transferts de masse au sein de la matrice.  
Le travail de formulation des bétons bas pH fait l’objet du Chapitre 2. Le retour 
d’expérience des études réalisés sur les bétons bas pH depuis 2004 à l’Andra a permis de 
dresser un inventaire des paramètres ajustables. Les paramètres qui ont été modifiés dans 
notre étude sont multiples : le préconditionnement du liant, la quantité de liant, la quantité de 
superplastifiant, le rapport eau efficace sur liant et le squelette granulaire. La caractérisation 
physico-chimique des constituants du liant a mis en évidence un problème d’amas de fumée 
de silice. Les constituants du liant ont donc été cobroyés pour assurer une meilleure 
reproductibilité des formules. L’arrangement granulaire a aussi été optimisé dans le but 
d’améliorer la compacité. A l’issue du travail présenté dans ce chapitre, les deux formules de 
béton bas pH ont été figées. Leur composition est quasi identique, la principale différence 
entre les deux formules réside dans la nature du liant. Ainsi en comparant les deux bétons 
entre eux, nous analysons plus particulièrement les différences de liant. 
Le comportement à l’état frais des bétons bas pH a été investigué dans le Chapitre 3. 
L’objectif principal était de vérifier la durée pratique d’utilisation (DPU) des bétons bas pH 
puis de caractériser les bétons à l’état frais dans l’optique de proposer des préconisations pour 
leur coulage et leur mise en œuvre (avec un temps d’acheminement évalué à 2 heures). Pour 
cela deux modes de transport ont été simulés, l’un dynamique et l’autre statique. En sortie de 
malaxeur, les deux formules de bétons présentent quelles que soient les gâchées des propriétés 
similaires et faiblement dispersées, ce qui traduit une bonne robustesse des formules. 
L’affaissement requis de 10 cm à 2 heures est obtenu pour TCV mais pas pour TL. Pour ce 
dernier, il serait nécessaire d’augmenter le rapport E/L pour maintenir l’ouvrabilité dans le 





critère d’un échauffement inférieur à 20°C au cours de l’hydratation en condition semi-
adiabatique sur mortiers normalisés est respecté pour les deux mélanges TCV et TL. L’impact 
de cobroyage sur l’exothermie de la réaction est relativement faible. Concernant, l’étude 
rhéologique des bétons bas pH, des liens entre les grandeurs rhéologiques et les propriétés à 
l’état frais ont été établis lors de l’interprétation des résultats. Les bétons bas pH présentent 
apriori un caractère fortement thixotrope comparés à des bétons auto-plaçants classiques. 
Cependant comme les bétons bas pH doivent être vibrés, les risques liés à une forte 
thixotropie (reprise de bétonnage…) sont limités. Pour les préconisations de coulage et de 
mise en œuvre, nous recommandons d’homogénéiser le liant au préalable, de ne pas travailler 
avec des granulats sursaturés en eau, de gâcher à des températures avoisinants les 20 °C, de 
malaxer au moins 5 minutes pour fluidifier le mélange et de vibrer pour la mise en œuvre.  
Le Chapitre 4 présente l’étude sur l’hydratation des liants bas pH au cours de du 
temps. Les objectifs de ce chapitre étaient de réaliser une caractérisation fine de l’évolution de 
la microstructure et de modéliser l’hydratation des liants ternaires. En parallèle, les résultats 
obtenus ont été comparés avec ceux issus d’études précédentes (microstructure, pH…), afin 
de mettre en évidence l’impact des modifications apportées aux formulations bas pH, 
notamment l’effet du cobroyage sur la réactivité du liant. La microstructure des liants bas pH 
hydratés est similaire à celle observée par [Bach, 2010]. Elle est composée essentiellement de 
C-S-H et C-A-S-H avec une présence importante d’anhydres même après des durées de cure 
importantes. L’étude du rapport Ca/Si de la pâte montre une distribution multimodale qui 
correspond à différents familles d’espèces (C-S-H, anhydres…). A long terme, les courbes de 
densité affichent une distribution unimodale ce qui pourrait révéler un rééquilibrage chimique 
au sein des différents hydrates. En ce qui concerne l’étude de la solution interstitielle, le 
critère du pH autour de la valeur de 11 est atteint dès 28 jours. La réactivité du liant 
conditionne l’évolution du pH sur les deux premières années. Les essais réalisés sur des 
matériaux âgés de 7 ans montrent que le pH converge vers une valeur d’équilibre qui est 
comprise entre 10 et 10,5, valeur qui peut être approchée en amont à partir de la teneur en 
silice réactive des liants. 
La seconde partie du Chapitre 4 est consacrée à la modélisation de l’hydratation des 
liants ternaires. Des modifications ont été apportées au modèle d’hydratation multiphasique 
utilisé [Buffo-Lacarrière, 2007 et Kolani, 2012] pour l’adapter à des liants fortement dilués. 
Ces modifications consistent à prendre en compte les phénomènes de dilution et de nucléation 





pour établir des lois d’évolution de l’activation d’hydratation du ciment par les additions. Le 
modèle a ensuite été calibré sur des liants binaires. En utilisant un seul jeu de paramètres 
propre à chaque addition, l’hydratation des liants ternaires est correctement prédite pour 
divers indicateurs que sont : la chaleur d’hydratation, la quantité de portlandite et la teneur en 
eau liée. 
Le Chapitre 5 est consacré au comportement des bétons bas pH à l’état durci. Les 
objectifs de ce chapitre étaient d’acquérir les propriétés mécaniques, les déformations 
différées et les propriétés de transferts, pour fournir des données d’entrée dans l’optique d’une 
modélisation T-H-C-M de l’ouvrage. Ces données expérimentales ont servi à la modélisation 
de l’évolution des propriétés mécaniques, de l’endommagement sous contraintes et des 
transferts hydriques. Elles ont aussi permis de vérifier la compatibilité des modèles utilisés 
avec les liants ternaires. Concernant les propriétés mécaniques, le critère de résistance en 
compression de 70 MPa est respecté à 90 jours pour les deux formules de béton. La 
simulation de l’évolution des propriétés mécaniques [De Schutter et Taerwe, 1996] en 
fonction du degré d’hydratation prédit par le modèle d’hydratation adapté aux liants ternaires 
est satisfaisante. La simulation d’un essai de flexion trois points sur éprouvette entaillée 
permet de retrouver les courbes contrainte-déformation et les ouvertures de fissures. Le 
modèle d’endommagement de [Sellier et al., 2013] est donc bien adapté aux bétons bas pH. 
L’étude sur les déformations de retrait de ces bétons montre que le retrait total est compris 
entre 500 et 600 µm comme pour les bétons classiques de même classe de résistance (CEM I 
ou CEM V référencés Andra). Elles sont donc respectueuses du critère défini dans le cahier 
des charges. Les déformations libres des bétons convergent indépendamment de leur histoire 
hydrique (i.e. mode de cure) lorsque leur degré de saturations devient équivalent. Les 
déformations sous charges des bétons bas pH sont du même ordre de grandeur que celles des 
bétons classique de CEM I et CEM V. La modèle rhéologique de [Sellier et al., 2009] permet 
d’avoir une bonne simulation du fluage propre des bétons bas pH. Le calage permet de 
disposer d’un jeu de paramètres réalistes qui pourrait être réutilisé pour simuler la réponse 
structurelle de l’ouvrage. 
Concernant les propriétés de transferts, les bétons bas pH présente une porosité 
accessible à l’eau comparable à celle des bétons CEM I et CEMV mais avec une structure 
poreuse plus affinée. En effet, la mesure du coefficient de diffusion aux chlorures montre que 
les bétons bas pH sont moins diffusifs d’un ordre de grandeur par rapport aux bétons 





5 fois moins perméables que les bétons classiques. En revanche, pour la perméabilité au gaz 
sur matériau sec, les valeurs obtenues sont très proches des bétons CEM I et CEM V. Une 
discussion sur les méthodes de mesure a permis de mettre en évidence que les propriétés de 
transferts dépendent fortement du degré de saturation. En effet, les évolutions de perméabilité 
entre l’état sec et un état partiellement saturé sont liées en partie à un endommagement du 
matériau lors du séchage, qui dépend de la taille de l’échantillon. Le modèle de réseau poreux 
de [Ranaïvomanana, 2010] utilisé dans le cadre de l’étude a été validé sur les bétons bas pH 
par une confrontation des résultats de l’isotherme de désorption et des perméabilités relatives 
au gaz. La simulation du séchage d’une éprouvette de chaque formule de béton est réalisée à 
partir de l’isotherme de désorption, de la perméabilité relative au liquide et de la résistance du 
milieu à la diffusion au gaz calculées par le modèle. Une bonne concordance entre 
l’expérience et la modélisation est obtenue. 
Pour terminer ce mémoire, nous proposons dans un tableau de synthèse récapitulatif 
des résultats principaux obtenus au cours de la thèse. En vert sont rappelés les critères du 
cahier des charge respectés, en rouge ceux qui ne le sont pas. Les valeurs soulignées sont 





Tableau C – 1 : Tableau récapitulatif des résultats de thèse pour TCV et TL 
    
TCV TL Commentaires 









Quantité de liant (kg/m3) 375 380 Même rapport Eeff/L étudié pour limiter les 
différences entre les deux formules à la 
nature du liant 










Affaissement à T0 (en cm) 22 23 Critère Andra sur l'affaissement de 10 cm à 
2 heures respecté pour TCV - Rapport E/L à 
modifier pour TL Affaissement à 2 heures (en cm) 10 2 
Echauffement maximal (°C) 13,6 11,7 
Critère Andra sur la température < 20 °C 
respecté 
Déformation au jeune âge à 24h (µm/m) 1150 785 
Déformations analogues à celles obtenues 
par [Codina, 2007] 
Coefficient de thixotropie (Pa/s) 0,8 0,8 
Coefficient à confronter à des bétons vibrés, 
seuls des résultats sur BAP sont disponibles 












Rapport Ca/Si moyen à 90 j 0,60 0,60 Distribution modale plus resserré pour TL. 
Valeurs en accord avec celles trouvées par 
[Bach, 2010] 
Rapport Ca/Si de la densité la plus 
importante à 90 j 
0,65 0,60 
pH à 28j 11 11,2 
Critère Andra sur le pH de 11 respecté                        
Critère atteint plus rapidement pour TCV pH à 2 ans 10,7 10,8 
Quantité de portlandite à 28 jours (% 
massique de pâte) 
0 0 Validation des résultats de pH 
Teneur en eau liée (% massique de pâte) 12% 15% 
Production d'hydrates plus importante pour 











Résistance en compression à 180 jours 
(MPa) 
83,6 86,3 
Critère Andra sur la résistance à 70 MPa 
respecté 
Retrait endogène (après cure endogène) 
à 360 j (µm/m) 
410 530 
Critère Andra sur un retrait analogue à ceux 
des BHP respecté  
 
Déformations sous charges analogues à 
ceux des BHP 
 
Retrait total (après cure endogène)  à 
360 j (µm/m) 
530 580 
Fluage propre (après cure endogène) à 
360 j (µm/m) 
340 450 
Fluage total  (après cure endogène) à 
360 j (µm/m) 
675 720 
Porosité accessible à l'eau à 730j (%) 12,0 12,5 
Amélioration de la compacité par 
modification du G/S et cobroyage du liant 




2,0 1,5 Très faible coefficient de diffusion 
Perméabilité au gaz Sr = 0% (10
-19
m²) 220 360 
Perméabilités similaires lorsque que le Sr = 
100 % - Endommagement plus important 
pour TL lors du séchage 










Perméabilité à l'eau (10
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De nombreuses perspectives s’inscrivent dans la continuité de ce travail 
pluridisciplinaire. 
A l’état frais, le critère d’affaissement de 10 cm à 2 heures n’est pas respecté pour TL. 
Pour obtenir cet affaissement, nous pourrions dans un premier temps envisager de modifier le 
rapport E/L de la formule de béton, de diminuer la quantité de liant ou d’augmenter celle de 
super plastifiant. Nous avons vu que plusieurs paramètres impactent la durée pratique 
d’utilisation. Il serait intéressant d’étudier et d’évaluer l’influence du volume de béton, de la 
teneur en eau des granulats et aussi de la température sur la DPU pour assurer une mise en 
œuvre adaptée à l’échelle industrielle. En ce qui concerne la rhéologie, la thixotropie des 
bétons bas pH a été évaluée avec un protocole conçu à la base pour les bétons auto-plaçants, 
ce qui nous a conduits à limiter la comparaison à ce type matériau. Une confrontation des 
résultats avec les bétons vibrés de type CEM I et CEM V sur lesquelles l’Andra a plus de 
recul, permettrait d’avoir une meilleure idée sur la pertinence des grandeurs mesurées. 
Concernant l’hydratation des liants ternaires, la réponse du modèle d’hydratation 
multiphasique pourrait être améliorée. Plusieurs pistes ont été proposées pour améliorer les 
prédictions du modèle. A court terme, il serait intéressant de valider les lois d’évolution 
empiriques proposées avec une autre campagne expérimentale bien plus étendue. En effet, en 
raison du manque de données, la sensibilité des paramètres de calage n’a pas pu être étudiée 
de manière plus précise. La prise en compte de l’effet du superplastifiant sur l’hydratation à 
court terme dans la modélisation nous permettrait aussi d’avoir une simulation plus réaliste. A 
long terme, l’étude de la microstructure des liants bas pH au cours de l’hydratation montre 
que les rapports Ca/Si sont plus proche de 0,6 que de l’hypothèse de 1,1 faite dans le modèle. 
La prise en compte des phénomènes de rééquilibrages chimiques dans la modélisation de 
l’hydratation serait aussi très importante pour mieux prédire l’évolution du durcissement du 
béton dans le temps. 
Les données de fluage, notamment le fluage de dessiccation, doivent être exploitées de 
manière approfondie et être confrontées aux simulations de modèle. Alors que l’on aurait pu 
s’attendre à des comportements différés singuliers par rapport à ceux des BHP à base de CEM 
I, il s’est avéré qu’ils n’étaient globalement pas si différents dans les configurations d’essais 
réalisés. Néanmoins, compte tenu de leur microstructure particulière, notamment au niveau 





réponse mécanique se distingue des bétons traditionnels dans des conditions thermo-
hydriques variables. Une campagne d’essais adaptée pourrait être menée afin de mieux 
comprendre le rôle des C-S-H (en fonction du type et de leur quantité) et de le relier aux 
paramètres des modèles, comme par exemple la déformation caractéristique du modèle de 
[Sellier et al., 2012], qui est à l’heure actuelle calé sur des données expérimentales. Ces essais 
permettront également de fournir des informations sur les déformations différées dans des 
configurations Thermo-Hydro-Mécaniques représentatives de celles in situ. 
La discussion sur les méthodes de mesure a permis de mettre en évidence que les 
propriétés de transfert dépendent de l’état de saturation du matériau. Une campagne d’essai 
plus étendue (notamment sur les perméabilités liquides) permettrait de confirmer les 
tendances dégagées dans notre étude. L’analyse de la fissuration engendrée par le séchage à 
différents états de saturation permettrait de connaître l’amorce de l’endommagement du 
matériau et de quantifier cet endommagement. Il reste aussi à étudier le comportement en 
carbonatation et en lixiviation (avec les formules de la thèse) pour connaître l’ensemble des 
propriétés de transfert du matériau. 
La caractérisation des bétons bas pH a été faite à l’échelle du matériau. Il serait 
intéressant de changer d’échelle et de travailler par exemple sur des éléments de structure. Au 
cours de la thèse, nous avons réalisé plusieurs simulations à partir de la modélisation de 
l’hydratation, du comportement mécanique et des transferts hydriques. Le dernier paramètre 
essentiel à prendre en compte pour avoir une modélisation Thermo-Hydro-Chemo-
Mécanique fiable de la structure est la température. En effet, [El Bitouri, 2014] montre que la 
température à cœur dans les massifs de bétons bas pH peut atteindre plus de 50°C. Or [Bach, 
2010] met en évidence des évolutions importantes de propriétés pour ces bétons en 
température. L’acquisition des propriétés des bétons bas pH en température s’impose donc 
comme une perspective à ce travail. L’objectif in fine serait de pouvoir lier l’ensemble des 
modèles entre eux avec un jeu de paramètres de calage et un jeu de données d’entrée obtenu 
en faisant un minimum de mesures caractéristiques au jeune âge. Nous disposerons alors d’un 
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Annexe 3 : Composition chimique du liant cobroyé 
Afin de vérifier l’homogénéité du mélange, la composition chimique théorique, c’est-
à-dire calculée à partir de la composition de chaque addition, a été comparée à celle d’un 
échantillon issu du cobroyage. Les résultats sont présentés ci-dessous :  
 
La composition chimique des liants obtenus après cobroyage confirme que les 
proportions ont été bien respectées et qu’il n’y a pas eu de pollution extérieure du liant lors du 
cobroyage.  
Annexe 4 : Paramètres de l’essai de fluage 
Les valeurs de module de Young sont calculées à partir à des mesures de déformations 
lors de la mise en charge de fluage. 
 
Les modules d’élasticité déduits des déformations instantanées sont supérieurs à ceux 
mesurés avec la cage extensométrique. Elle pourrait être liée aux légères imperfections de 
l’ensemble du dispositif de mesure (frottements entre la tige et le capteur, inclinaison de la 
tige, etc.) pouvant conduire à des déformations plus faibles et donc à une surestimation du 
module. Cependant, les valeurs demeurent assez proches de celles mesurées avec la cage 
extensométrique (~40 GPa).  
TCV théorique TCV expérimental TL théorique TL expérimental
CaO 27,03 26,80 34,62 34,25
SiO2 55,22 55,80 52,93 53,70
Al2O3 8,82 9,03 5,79 5,77
Fe2O3 2,72 2,93 0,70 0,73
MgO 0,84 0,87 3,73 3,57
MnO 0,03 0,04 0,21 0,22
Na2O 0,35 0,38 0,19 0,22
K2O 0,92 0,94 0,42 0,43
TiO2 0,45 0,45 0,31 0,27
P2O5 0,15 0,15 0,07 -
Sulfates 1,18 1,12 0,65 0,64
Perte au feu 2,26 2,35 1,27 1,08
Composition 
Chimique                   
(% massique)
Bétons Cure
Age du béton 
(jours)
σ (MPa) εinst (µm/m) Ebâti (GPa)
Endogène 415 ± 50 45,1 ± 3,2
Humide 415 ± 90 47,1 ± 9,9
Endogène 340 ± 55 55,6 ± 3,2




















statique τs (Pa) 
Modèle de Herschel-Bulkley 
Seuil τd 
(Pa) 
µ (Pa.s) n 
TCV 
Dynamique 
14 22,5 1298 133 59 0,94 
14 22,5 1679 132 52 0,97 
36 19,0 1458 137 53 0,91 
48 17,0 1824 199 73 0,91 
64 16,0 1793 131 62 0,90 
83 14,5 1987 189 78 0,89 
Statique 
14 23,5 1229 134 50 0,93 
14 22,0 1473 148 57 0,96 
36 19,0 1939 177 68 0,90 
43 17,0 1761 131 64 0,93 
58 16,0 2619 204 91 0,89 
74 15,0 2226 142 74 0,91 
TL 
Dynamique 
14 22,0 934 109 33 1,03 
45 16,0 1973 165 46 0,99 
72 8,0 4567 415 50 0,91 
Statique 
15 23,5 587 116 24 1,03 
19 23,5 885 99 19 1,03 
41 21,0 1048 129 41 0,96 
61 16,0 2124 139 43 0,92 






Annexe 6 : Exploitation de l’ATG (TCV à 7 jours) 
 
 
